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Kurzfassung  
 
 
Oxidkeramische Brennstoffzellen (SOFC) zeichnen sich gegenüber konventio-
nellen Energiewandlungstechnologien durch ihr hohes Wirkungsgradpotenzial 
im Leistungsbereich unter 1 MW und geringe Schadstoffemissionen aus. Eine 
wesentliche Voraussetzung für ihre erfolgreiche Markteinführung ist allerdings 
neben einer weiteren Senkung der Fertigungskosten die Erhöhung ihrer Le-
bensdauer. Diese wird häufig durch das mechanische Versagen der kerami-
schen Zellkomponenten unter thermomechanischer Beanspruchung begrenzt. 
Bisherige SOFC-Berechnungsmodelle dienen jedoch vorwiegend der Opti-
mierung von Systemwirkungsgrad und -leistung, und nur wenige erlauben die 
verlässliche Analyse thermomechanischer Spannungen. 
 
Mit dem Ziel, das Verständnis für die Entstehungsursachen und Einflussfakto-
ren der thermomechanischen Belastung von SOFC zu vertiefen, werden daher 
in dieser Arbeit anhand der von Siemens Westinghouse (heute Siemens  
Power Generation) entwickelten Röhrenbrennstoffzelle Berechnungsmodelle 
und -methoden erarbeitet, die die Simulation ihres Betriebsverhaltens und ih-
rer thermomechanischen Beanspruchung im transienten Betrieb ermöglichen.  
Ein räumlich aufgelöstes, thermoelektrochemisches Modell dient der Berech-
nung des axialen und radialen Temperaturprofils in der Röhrenbrennstoffzelle 
im Betrieb. Zur Gewährleistung realistischer Simulationsbedingungen umfasst 
das Modell auch die Betriebsumgebung der SOFC in der Pilotanlage SFC200. 
Die Modellvalidierung erfolgt mittels Betriebsdaten dieser Anlage und bezieht 
über die elektrischen Größen hinaus auch Temperaturinformationen aus dem 
Zellstack mit ein. Mittels eines strukturmechanischen Modells der keramischen 
Membran-Elektroden-Einheit (MEA), das erstmalig auch das Kriechverhalten 
ihrer Komponenten berücksichtigt, lässt sich die unter dem Einfluss eines 
Temperaturprofils auftretende Verteilung der thermomechanischen Spannun-
gen berechnen. Durch Anwendung der Weibullanalyse wird schließlich die re-
sultierende Bruchwahrscheinlichkeit der MEA-Komponenten ermittelt, wobei 
sowohl die Streuung ihrer Festigkeit als auch der inhomogene, mehrachsige 
und zeitvariante Charakter der Spannungsverteilung berücksichtigt wird. 
 
Es zeigt sich, dass entgegen der verbreiteten Einschätzung Temperaturgra-
dienten als Ursache thermomechanischer Spannungen in der untersuchten 
Röhrenbrennstoffzelle eine untergeordnete Rolle spielen. Belastungen in einer 
versagensrelevanten Größenordnung treten lediglich infolge des unterschiedli-
chen Wärmeausdehnungsverhaltens der MEA-Komponenten bei einer Erwär-
mung oder Abkühlung aus dem spannungsfreien Zustand auf. Hinsichtlich des 
Bruchrisikos empfehlenswert sind daher Betriebsstrategien, die auf eine  
konstante mittlere MEA-Temperatur abzielen. 
  II 
 
Bezüglich der verwendeten Untersuchungsmethoden ist festzustellen, dass 
eine Abschätzung des Bruchrisikos im transienten Betrieb röhrenförmiger 
SOFC auch mit einem vereinfachten, ausschließlich axial aufgelösten thermo-
elektrochemischen Modell möglich ist. Für eine fundierte Analyse der thermo-
mechanischen Beanspruchung unverzichtbar ist hingegen die Berücksichti-
gung des Kriechverhaltens der Elektroden. 
  III 
Abstract 
 
Solid oxide fuel cells (SOFC) exceed conventional energy conversion  
technologies with their potential for high efficiencies at system powers be-
low 1 MW and negligible pollutant emissions. But an important prerequisite for 
their successful introduction on the market is the further reduction of manufac-
turing cost and an improved durability. The latter is often limited by fracture of 
the ceramic cell components as a result of thermo-mechanical stress. How-
ever, previous SOFC models were mostly targeted on the optimisation of sys-
tem efficiency and power. Only few permit a thorough analysis of thermally in-
duced stress. 
 
In order to provide an improved understanding of the causes and influencing 
factors of thermo-mechanical stress in SOFC, computational models and 
methods are developed which are based on the tubular SOFC by Siemens 
Westinghouse (today Siemens Power Generation). They permit the simulation 
of operating behaviour as well as thermo-mechanical stress in transient opera-
tion of the fuel cell. 
A spatially discretised thermo-electrochemical model is used to calculate the 
axial and radial distribution of temperature. In order to simulate realistic operat-
ing conditions, the model also includes all ambient components of the pre-
commercial system SFC200 affecting the SOFC tube. Model validation is ac-
complished based on operating data from this system and takes into account 
electrical data as well as stack temperatures.  
With a mechanical model of the ceramic membrane-electrode assembly (MEA) 
that includes material creep, the distribution of thermo-mechanical stress can 
be calculated from the inducing temperature profile. Finally, the resulting risk 
of fracture failure in the ceramic components of the MEA is determined using a 
Weibull analysis. This accounts for the statistical variation of material strength 
as well as the inhomogeneous, multiaxial, and time-dependent character of the 
stress. 
 
Contrary to the common perception, thermal gradients are found to have little 
impact on thermo-mechanical stress in the studied SOFC. Relevant stress 
levels with respect to failure arise merely due to thermal mismatch of the ce-
ramic layers when the MEA temperature differs from the stress-free reference 
state. Thus it can be concluded that operating strategies aiming at a constant 
mean MEA temperature are advantageous in terms of lower probability of frac-
ture failure. 
 
  IV 
Concerning the models and methods applied in the present work, it is shown 
that a simplified thermo-electrochemical model using only axial discretisation is 
sufficient for an estimate of the fuel cell’s fracture probability during transient 
operation. In the mechanical analysis, the consideration of material creep in 
the electrodes is essential for a reliable analysis of thermo-mechanical stress 
and fracture. 
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Tiefgestellte Indizes 
 
AFT Wand des Luftzuführungsrohrs 
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aAFT Luft im Luftzuführungsrohr  
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an Anode  
ax axial, längsgerichtet 
ca Kathode  
ce Kathoden-Elektrolyt-Grenzfläche 
cell einzelne Brennstoffzellenröhre 
conc durch die Hemmung des Stofftransports bedingt 
cond Wärmeleitung 
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conv konvektiver Wärmeübergang 
cr Kriechen 
crit kritisch 
d dicht 
ea Elektrolyt-Anoden-Grenzfläche 
eff effektiv 
el Elektrolyt  
el elastisch 
e- Elektronen 
F Strömung, Fluid 
FV finites Volumen, Bilanzvolumen 
f Versagen (failure) 
f Brennstoff (fuel) 
IIR indirekter interner Reformer, Stackreformer 
i innen 
ic Interkonnektor 
id ideal 
in in das Bilanzvolumen hinein gerichtet 
ina elektrochemisch inaktiv 
i,j Gasspezies 
K Knudsen-Diffusion 
MEA Membran-Elektroden-Einheit 
m Mittelwert 
max maximal 
min minimal 
mix Gasgemisch 
mod Brennstoffzellenmodul 
NG Erdgas (natural gas) 
n normal zu etw. gerichtet 
O2- Sauerstoff-Ionen 
o außen 
old Wert aus dem vorherigen Iterationsschritt 
out aus dem Bilanzvolumen heraus gerichtet 
R Reaktion 
Ref Reformierungsreaktion  
  XIII 
r radial 
rad Wärmestrahlung 
rad radial gerichtet 
reac elektrochemische Reaktion 
rec rezirkuliert 
ref Referenz 
Shift Shiftreaktion 
s Feststoffphase (solid) 
th thermisch, temperaturbedingt 
theor theoretisch 
W Wand, Elektrodenoberfläche 
WT Wärmetauscher 
z vertikal gerichtet 
Ω Ohm’sch 
+ nach außen gerichtet 
- nach innen gerichtet 
0 Standard- 
I Modus-I-Belastung 
 
Hochgestellte Indizes 
 
an Anode 
ca Kathode  
b in der Strömung 
eff effektiv 
TPB an der Dreiphasengrenze 
0 Standard- 
 
Konstanten 
 
Symbol 
 
Einheit 
 
Bezeichnung 
 
F C/mol Faraday-Konstante, F = 96485,3 C/mol 
g m/s² Erdbeschleunigung, g = 9,81 m/s² 
R J/(mol·K) molare Gaskonstante, R = 8,3145 J/(mol·K) 
V0 m³ Einheitsvolumen, V0 = 1 m³ 
σB W/( m2·K4) Stefan-Boltzmann-Konstante, σB = 5,67·10-8 W/(m²·K) 
 
  XIV
Abkürzungen 
 
ADM advektiv-diffusives Stofftransportmodell 
AFT Luftzuführungsrohr (air feed tube) 
APS atmosphärisches Plasmaspritzen 
CFD numerische Strömungssimulation (Computational Fluid Dynamics) 
CSZ Calcium-stabilisiertes Zirkoniumoxid 
DGM Bezeichnung eines Stofftransportmodells (Dusty Gas Model) 
EVD elektrochem. Gasphasenabscheiden (Electrochem. Vapour Deposition) 
FE Finite Elemente 
FEA Finite-Elemente-Analyse 
FEM Finite-Elemente-Methode 
FVM Finite-Volumen-Methode 
HPD hohe Leistungsdichte (High Power Density) 
IIR indirekter interner Reformer, Stackreformer 
IP-SOFC „integrated planar solid oxide fuel cell“ 
LCM Lanthan-Calcium-Manganit 
LSM Lanthan-Strontium-Manganit 
MEA Membran-Elektroden-Einheit (Membrane Electrode Assembly) 
SFC200 SOFC-Pilotanlage 
SOFC oxidkeramische Brennstoffzelle (Solid Oxide Fuel Cell) 
SOR numerisches Verfahren (Successive Over-Relaxation) 
SPG Siemens Power Generation 
TFD Institut für Turbomaschinen und Fluiddynamik 
TPB Dreiphasengrenze (Triple-Phase Boundary) 
WPC3 ”Westinghouse Proprietary Compound 3“ 
WT Wärmetauscher 
YSZ Yttrium-stabilisiertes Zirkoniumoxid 
0D,…,3D null-, …, dreidimensional 
1. Einleitung 
1 
1 Einleitung 
Der begrenzte Vorrat an fossilen Energieträgern und die aus Klimaschutz-
gründen notwendige Reduktion des CO2-Ausstoßes stellen die Wissenschaft 
angesichts des weltweit steigenden Energiebedarfs vor eine wichtige Aufgabe: 
Es gilt, die noch bestehenden Ressourcen effizient einzusetzen sowie neue 
Technologien zur emissionsarmen Energiewandlung und -speicherung zu 
entwickeln.  
 
Diesen Anforderungen genügt die Brennstoffzellentechnik, die bereits 1839 
entdeckt und insbesondere in den 1960er Jahren für die Anwendung in der 
Raumfahrt intensiv untersucht wurde. In der jüngeren Vergangenheit ist sie 
angesichts großer Fortschritte im Bereich der Brennstoffzellenwerkstoffe er-
neut in den Blickpunkt von Industrie, Wissenschaft und Öffentlichkeit gerückt. 
Brennstoffzellen sind in der Lage, die chemische Energie eines Brennstoffs 
ohne Verbrennungsprozess effizient und emissionsarm in elektrische Energie 
zu wandeln. Besonders hohe Systemwirkungsgrade sind mit Festoxidbrenn-
stoffzellen (solid oxide fuel cells, SOFC) zu erzielen, deren hohe Betriebstem-
peratur von 800-1000°C zu geringen Verlusten in der Zelle führt und eine 
thermisch integrierte Brennstoffreformierung ermöglicht. Auf Grund ihrer Un-
empfindlichkeit gegenüber Kohlenmonoxid, das für Niedertemperaturbrenn-
stoffzellen ein Katalysatorgift darstellt, können SOFC nicht nur mit Wasser-
stoff, sondern unter vergleichsweise geringem Aufwand für die Gasaufberei-
tung auch mit Erdgas, Kohlegas oder Biogas betrieben werden.  
 
Eines der dringlichsten Anliegen der Brennstoffzellenentwicklung ist neben der 
Senkung der Fertigungskosten gegenwärtig die Erhöhung ihrer Lebensdauer: 
Die Lebensdaueranforderungen liegen laut Garche (2007) bei mindestens 
40000 Betriebsstunden für stationäre Anlagen und 5000 Betriebsstunden für 
mobile Anwendungen. Diese Anforderungen werden derzeit, abgesehen von 
vereinzelten Ausnahmen, noch nicht erfüllt. 
 
Im Fall der SOFC stellt die Rissbildung auf Grund thermomechanischer Span-
nungen einen wesentlichen, die Lebensdauer begrenzenden Faktor dar: Die 
keramischen Werkstoffe der Festoxidbrennstoffzelle machen diese anfällig für 
Versagen durch Bruch und für Leistungsdegradation infolge Mikrorissbildung 
(siehe bspw. Reifsnider und Huang (2001), Lin et al. (2007)). Das Ausmaß der 
thermomechanischen Beanspruchung wird wesentlich von ihrer Geometrie, 
dem Herstellungsprozess sowie den thermischen und mechanischen Eigen-
schaften ihrer Komponenten bestimmt. Die auftretenden Spannungen sind 
1. Einleitung 
2 
außerdem entscheidend von der Temperaturverteilung in den keramischen 
Schichten abhängig, auf die mittels der Betriebsbedingungen der Zelle Ein-
fluss genommen werden kann. Ein vertieftes Verständnis für die Entstehung 
thermomechanischer Spannungen ist daher ein wichtiger Beitrag zur Verbes-
serung der Zuverlässigkeit und Lebensdauer oxidkeramischer Brennstoff-
zellen. 
An dieser Stelle setzt die vorliegende Arbeit an: Sie zielt darauf ab, anhand 
der von Siemens Westinghouse entwickelten röhrenförmigen SOFC die Ursa-
chen der thermomechanisch bedingten Rissbildung in den keramischen Zell-
komponenten aufzuklären und so eine Basis für die Entwicklung von Gegen-
maßnahmen zur Verfügung zu stellen. Die zu diesem Zweck erarbeiteten Mo-
delle und Analysewerkzeuge sind in Abb. 1.1 dargestellt. Während die Gültig-
keit der mit ihrer Hilfe erarbeiteten Ergebnisse in erster Linie auf die unter-
suchte Zellgeometrie beschränkt bleibt, lassen sich die in dieser Arbeit ver-
wendeten Methoden prinzipiell auch auf andere Bauformen übertragen. 
 
Abb. 1.1: Zusammenspiel der entwickelten Modelle und  
Analysewerkzeuge 
Die Arbeit ist folgendermaßen strukturiert:  
 
Kapitel 2 gibt zunächst eine allgemeine Einführung in das Funktionsprinzip, die 
unterschiedlichen Bauformen und die lebensdauerbegrenzenden Mechanis-
men oxidkeramischer Brennstoffzellen.  
 
Die im Folgenden zu analysierende Röhrenbrennstoffzelle und ihre Betriebs-
umgebung in der seriennahen Pilotanlage SFC200 sind Gegenstand des  
3. Kapitels.  
 
In Kapitel 4 wird ein detailliertes thermoelektrochemisches Modell dieser 
SOFC und der relevanten Systemkomponenten entwickelt, das in der Lage ist, 
die räumliche Verteilung der Gasspezies, der elektrischen Stromdichte und der 
Temperatur in der Brennstoffzelle zu berechnen. Auf Grund der zentralen  
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Bedeutung des Temperaturprofils für die resultierende thermomechanische  
Beanspruchung der SOFC wird bei der Modellentwicklung die Beschreibung 
der Wärmeerzeugungs- und Wärmetransportmechanismen gegenüber bishe-
rigen Arbeiten deutlich vertieft. Das erstellte Modell wird auf Basis umfangrei-
cher Messdaten der SFC200-Anlage validiert. 
 
Zur Berechnung der aus der Temperaturverteilung resultierenden thermome-
chanischen Spannungen in der Membran-Elektroden-Einheit der Zelle wird in 
Kapitel 5 ein strukturmechanisches Finite-Elemente-Modell erstellt. Erstmalig 
wird dabei in dieser Arbeit auch das Kriechverhalten der keramischen Werk-
stoffe einbezogen.  
Die Bewertung der Spannungsverteilung hinsichtlich der Bruchwahrscheinlich-
keit erfolgt mit Hilfe der mehrachsigen Weibullanalyse, deren theoretischer 
Hintergrund und Implementierung ebenfalls Gegenstand des 5. Kapitels sind.  
 
Die auf Basis dieser Modelle und Methoden erarbeiteten Ergebnisse werden in 
Kapitel 6 dargestellt und diskutiert.  
 
Kapitel 7 fasst schließlich die bezüglich des Betriebsverhaltens und der ther-
momechanischen Beanspruchung der SOFC sowie der Analysemethodik ab-
leitbaren Schlussfolgerungen und Empfehlungen zusammen. 
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2 Oxidkeramische Brennstoffzellen 
2.1 Funktionsprinzip 
Die Entwicklung der oxidkeramischen Brennstoffzelle geht auf Walther Nernst 
zurück, der um 1890 die ionenleitenden Eigenschaften von dotiertem Zirkon-
oxid bei Temperaturen zwischen 600 und 1000°C entdeckte. Dieses bis heute 
als Festelektrolyt eingesetzte Material bildet zusammen mit Kathode und Ano-
de das Herzstück der SOFC, deren grundsätzlichen Aufbau und Funktions-
prinzip Abb. 2.1 zeigt. 
 
Abb. 2.1: Aufbau und Funktionsprinzip einer SOFC 
Die den Energiewandlungsprozess in der SOFC treibende Reaktion  
  
 OHO
2
1H 222 →+  (2.1)
  
setzt sich aus zwei Teilreaktionen zusammen: An der porösen Kathode wird 
molekularer Sauerstoff unter Aufnahme von Elektronen gemäß  
  
 
−− →+ 22 Ο2eΟ2
1
 (2.2)
  
zu Sauerstoff-Ionen reduziert. Diese diffundieren auf Grund des Konzentra-
tionsgradienten durch den gasdichten, ausschließlich für O2--Ionen durchlässi-
gen Festelektrolyten und reagieren an der porösen Anode entsprechend 
  
 
−− +→+ e2OHHO 222  (2.3)
  
mit molekularem Wasserstoff zu Wasserdampf. Die dabei freigesetzten Elek-
tronen fließen auf Grund der Potenzialdifferenz zwischen den Elektroden über 
einen äußeren Lastkreis zur Kathode. Wird die Ionenleitung im Elektrolyten 
oder die Elektronenleitung im äußeren Stromkreis unterbunden, kommt die 
chemische Reaktion zum Erliegen, sobald sich das thermodynamische 
Gleichgewicht eingestellt hat. 
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Die im Zuge der Reaktion von Wasserstoff und Sauerstoff freigesetzte molare 
Reaktionsenthalpie ∆RH, die bei 900°C gerade -249 kJ/mol beträgt, kann 
thermodynamisch bedingt nur teilweise in elektrische Arbeit gewandelt wer-
den. Die maximale, im verlustfreien Idealfall gewinnbare Arbeit entspricht der 
freien Reaktionsenthalpie  
  
 STHG RRR ∆⋅−∆=∆ , (2.4)
  
die bei einer SOFC-typischen Betriebstemperatur von 900°C und Standard-
druck aller Reaktanden ∆RG = -183 kJ/(mol H2) beträgt. Die Energiemenge 
(-T·∆RS) in Gl. 2.4, die auf der Entropieänderung bei der Reaktion basiert, ist 
nicht elektrisch nutzbar und wird in Form von Wärme an den Elektroden frei.  
2.2 Bauformen 
Die Betriebsspannung einer einzelnen oxidkeramischen Brennstoffzelle liegt 
im Allgemeinen unterhalb von 1 V. Zur Erzeugung technisch nutzbarer Span-
nungen wird daher eine große Zahl von Zellen elektrisch in Reihe geschaltet, 
indem sie mittels sogenannter Interkonnektoren und ggf. weiterer Verbin-
dungs- und Dichtungselementen zu Stacks (Zellstapeln) zusammengefügt 
werden. Festoxidbrennstoffzellen verschiedener Hersteller unterscheiden sich 
sowohl in der Geometrie der Einzelzellen und ihrer Verschaltung im Stack als 
auch im Aufbau des elektrochemisch aktiven Mehrlagenverbundes aus Katho-
de, Elektrolyt und Anode (membrane electrode assembly, MEA).  
 
Die Zellgeometrien von SOFC, auf die sich die heutigen Forschungs- und 
Entwicklungsarbeiten konzentrieren, lassen sich zwei Grundformen zuordnen: 
dem Flachzellen- und dem Röhrenkonzept. Sie werden in Anlehnung an die 
englischen Begriffe auch häufig als planare bzw. tubulare Bauformen bezeich-
net. Im Folgenden sind die bekanntesten Varianten dieser Bauformen zusam-
menfassend dargestellt. 
2.2.1 Flachzellen 
Neben den am weitesten verbreiteten Flachzellen rechteckiger Bauform zäh-
len hierzu auch die von Hexis entwickelte ringförmige Geometrie sowie die von 
Rolls-Royce aufgebrachte kaskadierte Form mit ebenem Elektrolyten. Eine 
Übersicht über die planaren Zellgeometrien zusammen mit einigen bedeuten-
den Entwicklern, den wesentlichen Vor- und Nachteilen sowie den bislang ma-
ximal demonstrierten elektrischen Leistungen gibt Tabelle 2.1. 
 
Unterschiede bestehen neben der Form der MEA auch im Trägerkonzept, in 
der Art der Gasführung (im Kreuz- oder Gleichstrom, radial, mäander- oder 
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spiralförmig) sowie der Verschaltung bzw. Anordnung der Zellen im Stack 
(monopolar oder bipolar). Die Gasverteilungsstruktur bestimmt einerseits die 
Verteilung der Reaktanden in der Brennstoffzelle und den Druckverlust, ande-
rerseits besitzt sie großen Einfluss auf die Temperaturverteilung in der Zelle 
und damit auf ihre thermomechanische Beanspruchung im Betrieb. 
 
Planare SOFC zeichnen sich insbesondere durch ihre hohe Leistungsdichte 
und ihre tendenziell geringeren Fertigungskosten aus. Allerdings stellt die Ab-
dichtung im Betriebstemperaturbereich von SOFC eine Herausforderung dar, 
die die Entwicklung von Planarzellen mit Hochtemperaturdichtungen gegen-
über dichtungslosen Bauformen um mehrere Jahre verzögert hat. 
 
Vielversprechend erscheint das Konzept der kaskadierten IP-SOFC (vgl. Ta-
belle 2.1): Hierbei werden eine Vielzahl von Zellen nebeneinander auf eine 
keramische Trägerplatte aufgebracht. Diese werden elektrisch in Reihe 
 
Geometrie rechteckförmig ringförmig kaskadiert („IP-SOFC“) 
Abb. 
 
 
 
Entwickler  
CFCL, Delphi/BMW, DLR, 
FZJ, GE, Honeywell,  
Tokyo Gas, Webasto,  
Wärtsilä  u. a. 
Hexis  
(ehem. Sulzer Hexis) Rolls-Royce 
Eigen-
schaften 
+ hohe Leistungsdichte  
(≤ 1,9 W/cm²)  
+ günstige Fertigung 
- z.T. hohe Alterungs-
raten 
- Hochtemperatur-
dichtungen erforderlich 
+ interne  
Erdgasreformierung  
- geringe Leistungs-
dichte (≤ 0.2 W/cm²) 
 
+ hohe  
Brenngasausnutzung  
+ günstige Fertigungs-
verfahren 
+ keine Hochtempera-
turdichtungen  
+ druckaufgeladener 
Betrieb möglich 
- geringe Leistungs-
dichte (≤ 0,3 W/cm²) 
max.  
demonstr. 
Leistung 
13,2 kW (FZJ, H2-Betrieb) 1,1 kW 1 kW 
Tabelle 2.1: Planare SOFC-Bauformen; Quellen: Blum (2006), Braun (2002), 
Buchkremer (2006), Singhal und Kendall (2003), Weber (2002) 
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geschaltet und nacheinander von den Prozessgasen überströmt, was eine op-
timale Brenngasausnutzung ermöglicht. Auch der druckaufgeladene Betrieb 
dieser in der Fertigung kostengünstigen Brennstoffzelle wurde erfolgreich de-
monstriert (vgl. PIP-SOFC (2006)). 
2.2.2 Röhrenzellen 
Röhrenförmige Festoxidbrennstoffzellen werden als tubulare Zellen mit Durch-
messern oberhalb von 15 mm oder als mikrotubulare Zellen mit Durchmessern 
von 1 bis 5 mm gebaut. Darüber hinaus existiert auch hier ein kaskadiertes 
Konzept, das von Mitsubishi Heavy Industries verfolgt wird. Tabelle 2.2 fasst 
die verschiedenen Geometrien und ihre wesentlichen Eigenschaften zusam-
men. 
 
Geometrie Röhrenzelle Mikro-Röhrenzelle kaskadierte Röhrenzelle 
Abb. 
 
 
 
Entwickler Siemens Westinghouse, Toto Ltd. Japan  Acumentrics 
Mitsubishi  
Heavy Industries 
Eigen-
schaften 
+ keine Hochtemperatur-
dichtungen erforderlich  
+ robustes Design 
+ hohe Lebensdauer 
+ druckaufgeladener 
Betrieb möglich 
- aufwändige Zell- und 
Stackfertigung  
- geringe Leistungs-
dichte (≤ 0,2 W/cm²) 
- empfindlich gegenüber 
Thermoschock 
+ keine Hochtemperatur-
dichtungen erforderlich 
+ sehr gute Thermo-
schockbeständigkeit, 
daher kurze Anfahrzeit 
+ breiter Einsatzbereich 
auf Grund geringer 
Baugröße  
+ höhere  
Leistungsdichte als 
Tubularzellen großen 
Durchmessers 
- lange Strompfade 
- aufwändige Zell- und 
Stackfertigung 
+ keine Hochtemperatur-
dichtungen erforderlich 
+ hohe Brenngasaus-
nutzung  
+ druckaufgeladener 
Betrieb möglich  
- geringe Leistungs-
dichte (≤ 0,18 W/cm²) 
max.  
demonstr.  
Leistung 
250 kW 5 kW 21 kW  
Tabelle 2.2: Tubulare SOFC-Bauformen; Quellen: Bessette (2005), Blum (2006), 
Buchkremer (2006), Greiner et al. (2006), Nakanishi et al. (2002),  
Singhal und Kendall (2003), Weber (2002) 
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Die Nachteile geringer volumetrischer Leistungsdichte und hoher Thermo-
schockempfindlichkeit lassen sich mittels mikrotubularer Zellen umgehen, die 
laut Aussage von Singhal und Kendall (2003) eine Aufheizung auf 850°C in-
nerhalb von nur 5 s ohne mechanische Schädigung überstehen. Diese sind 
allerdings angesichts ihrer geringen Baugröße und aufwändigen Fertigung in 
erster Linie für kleine SOFC-Systeme geeignet. 
 
Die bekannteste und zugleich am erfolgreichsten eingesetzte Festoxidbrenn-
stoffzelle ist die von Siemens Westinghouse (heute Siemens Power Gene-
ration) entwickelte kathodengestützte Röhrenzelle mit einem Durchmesser von 
22 mm, die Gegenstand der vorliegenden Arbeit ist. Im Rahmen von Labor-
versuchen wurden laut Greiner et al. (2006) für vereinzelte Zellen Lebens-
dauern von 69000 Stunden und in Demonstrationsprojekten Anlagenbetriebs-
dauern von bis zu 20000 Stunden nachgewiesen, mit Degradationsraten unter 
0,1% in 1000 Stunden. Bei ausreichend langsamer Aufheizung und Abkühlung 
werden laut Singhal und Kendall (2003) 100 thermische Zyklen zwischen 
Raumtemperatur und 1000°C ohne Anzeichen mechanischer Schädigung oder 
Leistungsdegradation durchlaufen, während bei schnellen Temperaturände-
rungen die Gefahr von Rissbildung in der keramischen MEA besteht. Auf 
Grund des (hochtemperatur-)dichtungslosen Designs ist die tubulare SOFC 
insbesondere für den druckaufgeladenen Betrieb, z. B. in Kombination mit  
einer Kleingasturbine, geeignet. Laut Singhal (2000) wurden Betriebsdrücke 
bis zu 15 bar erfolgreich demonstriert, verbunden mit einer deutlichen Steige-
rung von Leistungsdichte und Wirkungsgrad der Brennstoffzelle. 
 
Abb. 2.2: Innovative Zellgeometrien; Quelle: Singhal (2006) 
Abbildung 2.2 zeigt von Siemens entwickelte innovative Zellgeometrien: Die 
links abgebildete HPD-SOFC (engl. high power density) kombiniert die Vorteile 
der tubularen Bauform mit einer höheren Leistungsdichte, indem mit Hilfe von 
Querstegen die elektrischen Strompfade verkürzt werden. Durch ihre abge-
flachte Form lassen sich diese Zellen im Stack dichter stapeln. Mit dem in 
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Abb. 2.2 rechts gezeigten neusten Design „Delta9“ wird schließlich die aktive 
Zellfläche einer Einzelzelle weiter vergrößert und so ihre elektrische Leistung 
gesteigert. 
2.3 Lebensdauer begrenzende Mechanismen  
Wie eingangs erläutert, stellt die Lebensdauererhöhung derzeit eine der zen-
tralen Herausforderungen bei der Brennstoffzellenentwicklung dar, da die be-
stehenden Lebensdaueranforderungen für mobile und stationäre Anwen-
dungen in den meisten Fällen noch nicht erfüllt werden.  
Das Lebensdauerende einer Brennstoffzelle muss nicht zwangsläufig mit dem 
spontanen Verlust ihrer Funktionalität einhergehen. Es ist ebenfalls erreicht, 
wenn die Leistungsdaten durch fortschreitende Zellalterung und damit verbun-
dene Zellspannungsdegradation einen per Definition oder durch die Anwen-
dung selbst festgelegten Grenzwert unterschreiten. Zu den die Lebensdauer 
begrenzenden Mechanismen zählen daher sowohl Versagens- als auch Alte-
rungsmechanismen. 
 
Zellalterung ist überwiegend durch die thermodynamischen, kinetischen und 
thermomechanischen Eigenschaften der Zellmaterialien bedingt. Zu den  
hierauf zurückzuführenden Alterungsmechanismen in SOFC zählen laut Bruijn 
(2005), Kusnezoff et al. (2007) und Weber et al. (2007): 
• Degradation der Elektrolytleitfähigkeit  
• Agglomeration von Nickel-Partikeln in der Anode  
(→ Verringerung der elektrochemisch aktiven Reaktionszonen) 
• Verdichtung der porösen Elektroden 
• Oxidschichtbildung auf metallischen Interkonnektoren  
• Verdampfung von Chrom aus metallischen Interkonnektoren und Ablage-
rung an der Kathoden-Elektrolyt-Grenzfläche  
(→ Deaktivierung der elektrochemisch aktiven Reaktionszonen) 
• Erhöhte Kontaktwiderstände durch Grenzflächenreaktionen der funktiona-
len Schichten 
• Delamination der Zellkomponenten 
 
Die folgenden Alterungs- und Versagensmechanismen von SOFC sind dem-
gegenüber vorwiegend auf Systemeigenschaften und Betriebsführung, aber 
auch auf unerwünschte Umgebungsbedingungen wie den Ausfall von Hilfsag-
gregaten oder die Trennung vom elektrischen Netz zurückzuführen (vgl.  
Rechenauer und Achenbach (1993), Singhal (1999), Weber et al. (2007)): 
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• Schwefelvergiftung der Anode 
• Rußbildung an der Anode auf Grund eines unzureichenden Dampf-
Kohlenstoff-Verhältnisses im Brenngas (→ Blockierung der Diffusionswege; 
Auflösung der Anode durch Bildung von Ni3C) 
• Reoxidation der Anode durch Kontakt mit Sauerstoff im heißen Zustand, 
elektrochemische Oxidation der Anode bei lokalem Brennstoffmangel 
(→ mechanische Zerstörung durch Rissbildung und/oder Delamination) 
• Rissbildung auf Grund thermomechanischer Beanspruchung während Last- 
bzw. Temperaturzyklen  
 
Insbesondere der letzte Punkt stellt im Fall der überwiegend aus spröden Ke-
ramikmaterialien bestehenden Festoxidbrennstoffzellen ein Problem dar. Ab-
hängig vom Umfang der Schädigung und der betroffenen Komponente wirken 
sich Risse in den SOFC-Komponenten unterschiedlich stark aus: Während 
eine geringfügige Undichtigkeit des Elektrolyten zu Gasleckage und damit zur 
Leistungseinbuße führt, geht ein Bruch der tragenden Zellkomponente im 
Normalfall mit der mechanischen Zerstörung der Brennstoffzelle einher. 
 
Den materialbedingten Alterungsmechanismen ist in erster Linie durch die Ent-
wicklung alternativer bzw. die Verbesserung bestehender SOFC-Werkstoffe zu 
begegnen, d.h. durch die Veränderung der Zelle selbst. Die zweitgenannten 
Alterungs- und Versagensmechanismen sind hingegen durch geeignete Be-
triebsstrategien einzudämmen, die die verursachenden Belastungsfaktoren 
gezielt vermeiden. Hier setzt die vorliegende Arbeit an. Sie soll anhand der im 
folgenden Kapitel detailliert erläuterten tubularen Festoxidbrennstoffzelle das 
Verständnis für die Entstehung thermomechanischer Spannungen und ihre 
Beeinflussung durch die Betriebsbedingungen der Zelle vertiefen und so eine 
Grundlage für die Entwicklung belastungsmindernder Betriebsstrategien  
schaffen. 
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3 Die untersuchte tubulare Festoxidbrennstoffzelle 
3.1 Aufbau und Funktionsweise 
Gegenstand der vorliegenden Arbeit ist die von Siemens Westinghouse ent-
wickelte röhrenförmige SOFC. Sie besteht aus einem einseitig geschlossenen, 
zylindrischen Rohr mit einer Gesamtlänge von 1,8 m. Tragende Komponente 
ist die 2,2 mm dicke Kathode, auf die der Elektrolyt, die Anode und ein Inter-
konnektorstreifen aufgebracht sind. Abbildung 3.1 zeigt schematisch den Auf-
bau der Tubularzelle. Die Abmessungen der Zelle sind in Tabelle 3.1 zusam-
menfasst. 
 
Abb. 3.1: Aufbau der tubularen Festoxidbrennstoffzelle;  
Quelle: in Anlehnung an die Siemens-Website (2007) 
Im Betrieb wird durch ein im Innern der SOFC-Röhre befindliches keramisches 
Zuführungsrohr (engl. air feed tube, AFT) am geschlossenen Zellende Luft 
eingeblasen. Diese strömt durch den Ringspalt zwischen AFT und Kathode 
 
Zelllänge 1,80 m Williams et al. (2004) 
Elektrochemisch aktive Zelllänge 1,50 m Veyo et al. (2003) 
Elektrochemisch aktive Zellfläche 834 cm² Veyo et al. (2003) 
Außendurchmesser der Anode 22,00 mm Singhal (1999) 
Anodendicke 100 µm Huang (2006) 
Elektrolytdicke 40 µm Huang (2006) 
Kathodendicke 2,20 mm Veyo et al. (2003) 
Interkonnektordicke 100 µm Huang (2006) 
Interkonnektorbreite 11 mm Veyo et al. (2003) 
Mittenabstand der SOFC-Röhren 26,42 mm Flower (2006) 
Tabelle 3.1: Abmessungen der röhrenförmigen SOFC 
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hindurch zum offenen Ende der Röhre. Das an der Außenseite der SOFC zu-
geführte Brenngas strömt im Gleichstrom an der Anode entlang und wird mit 
den durch den Elektrolyt hindurchtretenden Sauerstoff-Ionen oxidiert.  
3.2 Zellkomponenten  
Im Folgenden werden die funktionalen Komponenten der tubularen SOFC von 
Siemens mit ihren Haupteigenschaften, den zur Anwendung kommenden Ma-
terialien und den Fertigungsverfahren vorgestellt. Abbildung 3.2 zeigt die  
Mikrostruktur dieser Brennstoffzelle im Querschnitt durch Anode, Elektrolyt 
und Kathode. 
 
Abb. 3.2: Mikrostruktur der keramischen Tubularzelle; 
Quelle: Singhal (2000) 
3.2.1 Kathode 
In der tubularen Festoxidbrennstoffzelle kommen der Kathode zwei zentrale 
Aufgaben zu: Sie dient einerseits als tragende Komponente und stellt anderer-
seits die Reaktionszentren für die Reduktion von Luftsauerstoff zu O2--Ionen 
bereit. Die Reaktion erfordert das Zusammentreffen von offener Porosität zur 
Bereitstellung des molekularen Sauerstoffs, von elektronenleitendem Katho-
denmaterial zur Zuleitung der Elektronen und ionenleitendem Elektrolytmate-
rial für den Abtransport der entstehenden Ionen. Diese sogenannten Dreipha-
sengrenzen (engl. triple phase boundaries, TPB) finden sich an der Grenzflä-
che von Kathode und Elektrolyt.  
 
Die Kathode muss daher neben ausreichender mechanischer Stabilität eine 
hohe Elektronenleitfähigkeit besitzen. Darüber hinaus muss sie sowohl in oxi-
dierender Atmosphäre (im Betrieb) als auch in reduzierender Umgebung (wäh-
rend der Fertigung) chemisch stabil sein. 
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Diesen Anforderungen genügen elektronisch leitende Perowskite. Während im 
Normalfall Lanthan-Strontium-Manganit (LSM) als Kathodenmaterial in SOFC 
verwendet wird, kommt in der untersuchten Röhrenzelle Lanthan-Calcium-
Manganit (LCM) zur Anwendung. Das auch als „WPC3“ („Westinghouse 
Proprietary Compound 3“) bezeichnete Keramikmaterial besteht laut Ot-
schik et al. (2005) aus La0,75Ca0,2MnO3 mit Additiven. Bei ähnlicher elektroni-
scher Leitfähigkeit weist es gegenüber LSM eine größere mechanische Stei-
figkeit und höhere Bruchfestigkeit auf und zeigt insbesondere nicht die für 
Brennstoffzellenanwendungen nachteilige, an LSM von Meixner et al. 
(2002a, 2002b) beobachtete plastische Verformung bei Raumtemperatur. Um 
die Bildung isolierender Phasen an der Grenzfläche von Kathode und Elektro-
lyt zu vermeiden, wird auf die äußere Oberfläche der Kathode eine ca. 1 µm 
dicke CeO2-Schicht aufgebracht (vgl. Vora (2005)).  
 
Als tragende Komponente macht die Kathode über 90% des Zellgewichts und  
-volumens aus. Sie bestimmt damit wesentlich die mechanischen und ther-
momechanischen Eigenschaften der gesamten Brennstoffzellenröhre. Aus 
diesem Grund ist ein an die übrigen Keramikschichten angepasster Wärme-
ausdehnungskoeffizient der Kathode von besonderer Wichtigkeit. Laut Angabe 
von Huang (2001) beträgt er für WPC3 im Temperaturbereich 25 bis 1200°C 
im Mittel 10,7·10-6 K-1. 
3.2.2 Elektrolyt 
Der Elektrolyt einer SOFC hat die Aufgabe, Sauerstoff-Ionen von der Kathode 
zur Anode zu leiten und gleichzeitig die beiden Elektrodenräume gasdicht 
voneinander zu trennen. Es wird daher eine hohe ionische (und zur Vermei-
dung eines internen Kurzschlusses möglichst geringe elektronische) Leitfähig-
keit vom Elektrolytmaterial gefordert. Darüber hinaus muss es eine hohe che-
mische Beständigkeit sowohl unter oxidierenden als auch unter reduzierenden 
Bedingungen aufweisen. 
 
Das am häufigsten eingesetzte Elektrolytmaterial ist yttriumdotiertes Zirkoni-
umoxid (YSZ), das durch die Zugabe von Y2O3 über den gesamten Tempera-
turbereich zwischen Raumtemperatur und Schmelzpunkt in der kubischen 
Phase stabilisiert wird. Die Dotierung mit Yttriumoxid bewirkt darüber hinaus 
die Leitfähigkeit des Zirkonoxids für Sauerstoff-Ionen oberhalb von 600°C: 
Durch Austausch des vierwertigen Zr4+ mit dreiwertigem Y3+ im Matrixgitter 
entstehen O2--Leerstellen, die für den Ionentransport zur Verfügung stehen 
(siehe auch Lang (2000), Stübner (2002)).  
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Siemens setzt in seiner tubularen SOFC laut Huang (2006) mit 8 mol% Y2O3 
dotiertes Zirkonoxid (8YSZ) als Elektrolyt ein. Die ionische Leitfähigkeit ist bei 
diesem Dotierungsgrad maximal; sie ist jedoch stark temperaturabhängig, was 
den Betriebstemperaturbereich der SOFC nach unten begrenzt. Der Wärme-
ausdehnungskoeffizient von 8YSZ beträgt zwischen 25 und 1000°C im Mittel 
10,3·10-6 K-1 und weicht damit nur geringfügig von dem des Kathodenmaterials 
ab. 
3.2.3 Anode 
Die Anode einer oxidkeramischen Brennstoffzelle stellt das Reaktionszentrum 
für die Oxidation von Wasserstoff zu Wasser dar. Da sie den möglichst unge-
hinderten An- und Abtransport der Prozessgase gewährleisten und die bei der 
Reaktion freiwerdenden Elektronen ableiten soll, muss sie eine hohe Porosität 
sowie gute Elektronenleitfähigkeit besitzen.  
Auf Grund der stark reduzierenden Bedingungen ist der Einsatz von Metallen 
als Brenngaselektrode möglich. Der derzeit gebräuchlichste Anodentyp be-
steht aus einem Gemisch aus katalytisch wirkendem Nickel und YSZ, für das 
die Bezeichnung Cermet (ceramic / metal) gebräuchlich ist. Die Kombination 
von Nickel und YSZ in der Anode ist in mehrfacher Hinsicht von Vorteil, wie 
Singhal (2000) erläutert: Der hohe thermische Ausdehnungskoeffizient von 
reinem Nickel von etwa 16·10-6 K-1
 
wird dem der übrigen Zellkomponenten an-
genähert; die YSZ-Matrix verhindert die Agglomerationsneigung von Nickel 
und verbessert die Haftung zwischen Anode und Elektrolyt; schließlich werden 
durch die Kombination von elektronenleitendem Nickel mit dem ionenleitenden 
YSZ eine große Zahl von Dreiphasengrenzen zwischen Elektrolyt, Nickel und 
Gasphase geschaffen. Abbildung 3.3 zeigt solche anodischen Dreiphasen-
grenzen, an denen O2--Ionen aus dem Elektrolyten mit H2 aus der Gaspore 
zusammentreffen und gleichzeitig metallische, d.h. elektronisch leitende Pfade 
zur Aufnahme der Elektronen zugegen sind.  
 
Abb. 3.3: Dreiphasengrenzen in der Anode 
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Der exakte Nickel-Gehalt im Anodencermet der untersuchten Röhrenzelle ist 
in der Literatur nicht veröffentlicht. Stübner (2002) macht jedoch detaillierte 
Angaben zu drei von Siemens in SOFC verwendeten Anodentypen, die sich 
geringfügig hinsichtlich ihres Nickel-Gehalts und ihrer Sintertemperatur unter-
scheiden. Im Rahmen dieser Arbeit wird derjenige der drei Anodentypen mit 
der niedrigsten angegebenen Sintertemperatur zugrunde gelegt, da diese aus 
fertigungstechnischer Sicht zu bevorzugen wäre. Im Folgenden wird daher von 
einer aus 65 gew% Nickel und 35 gew% YSZ (entsprechend 79 mol% Ni, 
21 mol% YSZ) bestehenden Anode ausgegangen. Für diese lässt sich mit Hil-
fe der von Mori et al. (1997) veröffentlichten Daten ein mittlerer Wärmeaus-
dehnungskoeffizient von 12,0·10-6 K-1 im Temperaturbereich 50-1000°C ermit-
teln. Damit besitzt die Anode den höchsten Ausdehnungskoeffizienten im Drei-
schichtverbund aus Kathode, Elektrolyt und Anode. 
3.2.4 Interkonnektor 
Der Interkonnektor dient zusammen mit einem Nickelblech der elektrischen 
Verbindung von Kathode und Anode benachbarter SOFC-Röhren im Stack. 
Neben einer hohen elektrischen Leitfähigkeit sollte er möglichst keine Ionen-
leitfähigkeit besitzen und gasdicht sein, um die direkte Reaktion von O2 und H2 
und den damit verbundenen Leistungsverlust zu vermeiden. Das Interkonnek-
tormaterial muss in oxidierender ebenso wie in reduzierender Atmosphäre 
chemisch stabil sein (s. a. Singhal (2000), Veyo et al. (2003)). In der tubularen 
SOFC kommt dotiertes Lanthan-Chromat (LaCrO3) als Interkonnektor zur An-
wendung. Sein thermischer Ausdehnungskoeffizient wird von Bossel (1992) 
mit 9,6·10-6 K-1 angegeben. 
3.2.5 Fertigungsverfahren 
Die Herstellung der tubularen SOFC erfolgt in einem mehrstufigen Verfahren, 
das von Menzler (2006), Singhal und Kendall (2003) sowie Vora (2004, 2005) 
beschrieben wird.  
Im ersten Schritt wird mittels Strangpressen das Kathodenrohr extrudiert, das 
anschließend in einem zweistufigen Prozess bei ca. 1300°C und bei über 
1500°C gesintert wird. Das so gefertigte Kathodenrohr besitzt eine Porosität 
(Quotient aus Hohlraum- und Gesamtvolumen) von etwa 30%. Auf dieses wird 
durch atmosphärisches Plasmaspritzen (APS) der Interkonnektorstreifen so-
wie mittels Vakuumschlickerguss die Ceroxid-Zwischenschicht aufgebracht. 
 
Die Fertigung von Elektrolyt und Anode ist von Siemens in den vergangenen 
Jahren zugunsten eines kostengünstigeren, für die Massenproduktion taugli-
chen Herstellungsverfahrens grundlegend umgestellt worden: Bis zum 
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Jahr 2000 wurden Elektrolyt und Anode mittels elektrochemischen Gaspha-
senabscheidens (EVD) aufgebracht. Dieses sehr aufwändige und kosteninten-
sive Verfahren ist durch atmosphärisches Plasmaspritzen ersetzt worden, das 
die Beschichtungszeit verkürzt und die Fertigungskosten verringert. Zur Ge-
währleistung der Gasdichtigkeit des so gefertigten Elektrolyten ist ein an-
schließender Verdichtungs- bzw. Sinterschritt bei 1200 bis 1250°C erforder-
lich. Die Dichtigkeit über den gesamten Zellumfang wird durch eine leichte 
Überlappung von Elektrolyt und Interkonnektor sichergestellt. Ein geringer Ab-
stand zwischen Interkonnektor und Anode sorgt für die elektrische Isolation 
der beiden Komponenten.  
Die Anode wird zunächst aus Nickeloxid und YSZ gefertigt. Da das Nickel in 
oxidierter Form vorliegt, kann so der erforderliche thermische Behandlungs-
schritt in Luft erfolgen. Die Reduktion des Nickeloxids zu Nickel erfolgt erst bei 
der Inbetriebnahme der Brennstoffzelle. Die reduzierte Brenngaselektrode be-
sitzt laut Angabe von Huang (2006) schließlich eine Porosität von etwa 30%. 
3.3 Betriebsumgebung in der Pilotanlage SFC200 
Die Demonstrationsanlage SFC200 ist das erste vorkommerzielle, auf der tu-
bularen SOFC-Technologie basierende System von Siemens Power Gene-
ration seit der firmeninternen Umstellung des Zellfertigungsprozesses. Die 
wiederum erste Anlage dieser Art ist im Oktober 2006 an die Stadtwerke Han-
nover und E.ON ausgeliefert und auf dem Gelände des Kraftwerks Herren-
hausen in Hannover installiert worden. Die bei Atmosphärendruck arbeitende 
Kraft-Wärme-Kopplungs-Anlage mit einer elektrischen Spitzenleistung von 125 
kW (Wechselstromleistung) und einer thermischen Leistung von bis zu 100 kW 
wird mit Erdgas gespeist und soll im Volllastbetrieb einen elektrischen Wir-
kungsgrad von 44-47% erreichen. Der erwartete Gesamtbrennstoffnutzungs-
grad bei Wärmeauskopplung liegt bei ca. 80% (vgl. Siemens-Website (2007)).   
Betriebsdaten dieser Anlage werden im Verlauf der vorliegenden Arbeit zur 
Anpassung und Validierung der thermoelektrochemischen Modelle verwendet, 
um eine möglichst realitätsnahe Abbildung des Einzelzell-Betriebsverhaltens 
durch die Modelle zu gewährleisten. Im Folgenden werden zunächst die Kom-
ponenten und die Funktionsweise des Brennstoffzellenmoduls der Anlage vor-
gestellt, welche die unmittelbare Betriebsumgebung der SOFC-Röhrenzelle 
bilden. Abbildung 3.4 zeigt den prinzipiellen Aufbau der Brennstoffzellenein-
heit. Diese besteht neben dem Zellstack selbst im Wesentlichen aus zwei 
Strahlpumpen zur Brenngasrezirkulation mit jeweils nachgeschalteten Vor-
reformern, thermisch in den Stack integrierten Stackreformern, Rezirkulations-
räumen, einem Nachverbrennungsraum und einem Abgaswärmetauscher.  
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Abb. 3.4: Schematischer Aufbau der Brennstoffzellenanlage SFC200  
(in Anlehnung an die Siemens-Website (2007)) 
3.3.1 Zellstack 
Der Zellstack der SFC200-Anlage besteht aus insgesamt 1140 Röhrenzellen. 
Diese sind zu Zellbündeln von typischerweise 3 x 8 Zellen zusammengefasst, 
die mittels Nickelblechstreifen fest verbunden sind und damit die kleinste aus-
tauschbare Einheit bilden. Wie Abb. 3.5 (links) zeigt, sind die Zellen innerhalb 
des Bündels elektrisch sowohl seriell als auch parallel verschaltet, was auf 
Grund der so eingeführten Redundanz der Strompfade die Störanfälligkeit des 
Stacks senkt. Im Bereich der Stromabnahmeschienen kommen in der SFC200 
       
Abb. 3.5: Zellbündel aus 3 x 8 Röhrenzellen (links), Stackaufbau und Reformer-
anordnung im SFC200-System (rechts); Quellen: in Anlehnung an die Siemens-
Website (2007) und Flower (2006) 
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auch verkürzte Zellbündel von 3 x 7 Röhrenzellen zur Anwendung. Abbil-
dung 3.5 (rechts) zeigt die Anordnung der Bündel im Stack: Jeweils drei Bün-
del bilden eine Bündelreihe; die auf zwei Teilstacks verteilten Bündelreihen 
sind wiederum seriell verschaltet, so dass im Stack insgesamt 380 Zellen in 
Reihe und jeweils drei Zellen parallel verschaltet sind. 
3.3.2 Brennstoffversorgung und -aufbereitung 
Das an sich nahezu geruchlose Erdgas wird generell aus Sicherheitsgründen 
mit Schwefelverbindungen odoriert. Da Schwefel in der Festoxidbrennstoff-
zelle als Katalysatorgift wirkt, durchströmt das Erdgas vor Eintritt in das Brenn-
stoffzellenmodul zunächst eine Entschwefelungsstufe.  
 
In der Brennstoffzelleneinheit wird der Eintrittsdruck des Erdgasstroms über 
die Strahlpumpen zur Zirkulation des Brennstoffs durch das Modul ausgenutzt: 
Ein Teil des abgereicherten, wasserdampfreichen Brenngases wird aus den 
Rezirkulationsräumen angesaugt, mit frischem Erdgas vermischt und den Vor-
reformern zugeführt. Dort werden die im Erdgas enthaltenen höherwertigen 
Kohlenwasserstoffe gemäß der Reaktionsgleichung  
  
 COnH)1n2(OHnHC 222n2n ++→++  (3.1)
  
mit Wasserdampf reformiert, um die mit ihrem Zerfall verbundene Rußbildung 
an der Anode und in den Brennstoffleitungen zu verhindern. Sowohl die für die 
endotherme Reformierungsreaktion erforderliche Wärmeenergie als auch der 
Wasserdampf entstammen dem rezirkulierten Anodenabgas.  
 
Das vorreformierte Erdgas verteilt sich nun auf die im unteren Bereich zwi-
schen den Bündelreihen angeordneten Stackreformereinheiten (vgl. Abb. 3.4 
rechts und 3.5).  An ihren katalytisch beschichteten Wänden wird das im 
Brennstoff enthaltene Methan mit Wasserdampf gemäß  
  
 COH3OHCH 224 +↔+  (3.2)
 
 
zu Wasserstoff und Kohlenmonoxid umgesetzt, bevor es von unten dem 
Brennstoffzellenstack zugeführt wird. Diese als katalytische Dampfreformie-
rung bezeichnete Reaktion läuft an Nickel-Katalysatoren ab einer Temperatur 
von etwa 700°C ab. Die Ausbeute an Wasserstoff wird durch die weitere Um-
setzung des hierbei erzeugten Kohlenmonoxids mit überschüssigem Wasser-
dampf in der Shiftreaktion noch erhöht:  
  
 222 COHOHCO +↔+  (3.3)
 
 
Während die Shiftreaktion mit ∆RHShift = -33,0 kJ/mol schwach exothermen 
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Charakter besitzt, verläuft die Reformierungsreaktion mit ∆RHRef = 227,1 kJ/mol 
stark endotherm (Zahlenwerte für 900°C). Es muss den Stackreformern daher 
ein großer Wärmestrom zugeführt werden. 
 
Ein Methanmolekül stellt also zusammen mit zwei Wassermolekülen insge-
samt durch Reformierungs- und Shiftreaktion vier Wasserstoffmoleküle für den 
elektrochemischen Umsatz an der Brennstoffzelle zur Verfügung. Die bei der 
Oxidation dieser Wasserstoffmenge bei 900°C thermodynamisch bedingt frei 
werdende Wärmeenergie beträgt  
  
 
mol
kJ6,263
mol
kJ9,654ST4 R =⋅=∆⋅⋅ . (3.4)
 
 
Da diese Wärmemenge zur Deckung des Reaktionswärmebedarfs für die Re-
formierung ausreicht, kann der zur Reformierung benötigte Wärmestrom voll-
ständig der Brennstoffzelle entzogen werden. Im SFC200-System erfolgt dies 
vorrangig durch Strahlungswärmeaustausch zwischen Röhrenzellen und 
Stackreformern.  
 
Dieses von Leithner und Schlitzberger (2004) auch als „chemische Wärme-
pumpe“ bezeichnete Prinzip ist einer der zentralen Systemvorteile der von 
Siemens entwickelten Brennstoffzellenanlage: Die Abwärme der elektrochemi-
schen Wasserstoffoxidation wird auf diese Weise in chemische Energie des 
Brennstoffs gewandelt. Gegenüber Systemen mit autothermer Reformierung, 
die den Reformierungswärmebedarf durch partielle Oxidation des Brennstoffs 
decken und zudem einen höheren Aufwand zur Zellkühlung erfordern, ergibt 
sich so ein deutlicher Effizienzvorteil. 
 
Neben der in der SFC200-Anlage implementierten indirekten internen Refor-
mierung in den Stackreformereinheiten ist auch die direkte interne Reformie-
rung von Methan an der nickelhaltigen Brennstoffzellenanode möglich. Auf 
Grund der hohen katalytischen Aktivität der Anode erfolgt die Reformierung in 
diesem Fall auf wenigen Zentimetern der Zelllänge, was zu einem starken lo-
kalen Wärmeentzug und damit zu hohen Temperaturgradienten am unteren 
Zellende führt. Aus diesem Grund wird in der SFC200-Anlage die vollständige 
Reformierung innerhalb der Stackreformer angestrebt und die direkte Refor-
mierung an der Zelle gemieden.  
3.3.3 Luftversorgung und  -vorwärmung 
Die Prozessluftversorgung des Brennstoffzellenmoduls erfolgt durch ein im 
Hilfssystemcontainer angeordnetes Gebläse. Die Vorwärmung der Luft erfolgt 
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ausschließlich innerhalb des in Abb. 3.4 dargestellten Moduls durch Aus-
nutzung der im Abgas enthaltenen thermischen Energie:  
Nach Passieren der elektrochemisch aktiven Brennstoffzellenfläche wird ein 
Teil des abgereicherten Brenngases über die Strahlpumpen rezirkuliert. Der 
restliche Abgasstrom, der noch brennbare Bestandteile enthält, wird im Nach-
verbrennungsraum mit der am oberen Zellende austretenden (abgereicherten) 
Luft vermischt und vollständig oxidiert. Über einen keramischen Wärmetau-
scher und einen Abgassammler wird das heiße Abgas aus dem Modul her-
ausgeführt.  
Der Prozessluftstrom wird über einen Luftverteiler auf die keramischen Luftzu-
führungsröhren verteilt. Diese bis zum unteren inneren Brennstoffzellenende 
reichenden Röhren durchdringen sowohl den Abgassammler als auch den 
Wärmetauscher und den Nachverbrennungsraum. Auf diese Weise gewähr-
leisten sie laut Draper et al. (2005) die Aufheizung der Luft auf mindestens 
700°C vor Eintritt in den Kathodenraum der SOFC. 
 
Zur Aufheizung der Brennstoffzellenanlage während des Anfahrvorgangs be-
findet sich im oberen Bereich jedes Luftzuführungsrohres ein elektrisches 
Stabheizelement, das von oben in dieses hineinragt und über das die Luftein-
trittstemperatur in den SOFC-Stack erhöht werden kann. Bei Trennung der 
Anlage vom elektrischen Netz übernehmen die Heizelemente darüber hinaus 
die Dissipation der elektrischen Energie (vgl. Flower (2006)). 
3.3.4 Hilfssystemkomponenten 
Für den Betrieb der Brennstoffzelle sind über die beschriebenen Modulkom-
ponenten hinaus zahlreiche Hilfsaggregate erforderlich, die in der SFC200-
Anlage getrennt vom Brennstoffzellenmodul in einem Hilfssystemcontainer zu-
sammengefasst sind. Zu den Hilfsaggregaten zählen das bereits genannte 
Erdgasversorgungssystem mit Entschwefelungsstufe sowie Prozess- und 
Hilfsluftgebläse zur Luftversorgung des SOFC-Moduls; ein Anfahrdampferzeu-
ger dient der Bereitstellung von Wasserdampf für die Brennstoffreformierung 
bei noch unzureichender Restgasrezirkulation; das Spülgassystem stellt eine 
inerte oder reduzierende Umgebung der Brennstoffzellenanode beim An- und 
Abfahren der Anlage sicher und verhindert so eine Reoxidation, die bei Tem-
peraturen oberhalb von 600°C in Gegenwart von Sauerstoff erfolgen würde 
(vgl. auch Thorud (2005)); über ein Wärmeauskopplungssystem wird thermi-
sche Energie aus dem Abgas der Anlage zur Warmwassererzeugung genutzt 
und einem Fernwärmenetz zugeführt; das Wechselrichtersystem wandelt die 
von der Brennstoffzelle erzeugte elektrische Gleichspannung in eine Wechsel-
spannung und stellt die Anbindung an das Energieversorgungsnetz; die  
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Prozessleittechnik dient schließlich der Steuerung, Regelung und Überwa-
chung des Anlagenbetriebs. 
 
Nachdem mit den vorhergehenden Abschnitten ein Überblick über Aufbau und 
Funktion der Brennstoffzellenanlage vermittelt worden ist, wird im folgenden 
Kapitel ein thermoelektrochemisches Modell der SOFC-Röhren sowie der Mo-
dulkomponenten entwickelt, die die direkte Betriebsumgebung der Brennstoff-
zellen bilden. 
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4 Thermoelektrochemische Modellierung der SOFC 
4.1 Klassifizierung von Modellen 
Brennstoffzellenmodelle lassen sich sowohl hinsichtlich des betrachteten Maß-
stabs als auch nach ihrer räumlichen und zeitlichen Auflösung klassifizieren:  
Im ersten Fall wird zwischen Analysen im molekularen Maßstab, auf Elektro-
den-Ebene, von Einzelzellen, auf Stack-Ebene sowie des Gesamtsystems in-
klusive Peripheriekomponenten unterschieden.  
Eine räumlich aufgelöste Modellierung geht mit einer Diskretisierung der be-
trachteten Komponente in einer, zwei oder allen drei Raumrichtung einher 
(1D-, 2D- bzw. 3D-Modelle). Sie liefert einen Einblick in die räumlich verteilten 
Prozesse im Innern der Komponente und erlaubt so auch die Betrachtung 
versagenskritischer Mechanismen, die durch Inhomogenitäten wie z. B. Ex-
trema der Temperatur oder hohe Temperaturgradienten bedingt sind. Nachtei-
lig ist hierbei der mit dem Grad der Diskretisierung deutlich ansteigende nume-
rische Aufwand auf Grund der Vielzahl zu berechnender Variablen.  
 
Modelle ohne räumliche Auflösung werden als nulldimensional (0D) oder 
makroskopisch bezeichnet: Die Bilanzgleichungen werden dabei ausschließ-
lich für die Systemgrenzen aufgestellt und Temperatur, Druck und Gaszu-
sammensetzung im Systeminnern im Allgemeinen als homogen verteilt ange-
nommen. Alternativ wird auf eine Betrachtung der physikalischen Prozesse 
vollständig verzichtet und durch Interpolation experimenteller Daten ein soge-
nanntes parametrisches Modell erzeugt. In beiden Fällen ist der numerische 
Aufwand um ein Vielfaches geringer als bei räumlich aufgelösten Modellen. 
Erkauft wird dieser Vorteil jedoch durch einen beträchtlichen Verlust an Ge-
nauigkeit und an Informationen über die systeminternen Vorgänge.  
 
Schließlich wird abhängig von der Eignung für zeitvariante Probleme zwischen 
stationären und instationären (auch dynamischen) Modellen unterschieden. 
Die Simulation des transienten Betriebsverhaltens spielt insbesondere bei der 
Betrachtung versagenskritischer Mechanismen in der Brennstoffzelle eine 
wichtige Rolle, da die Inhomogenitäten in einem System bei schnellen Tran-
sienten wie z. B. Lastwechseln oft besonders stark ausgeprägt sind.  
4.2 Literaturüberblick 
Seit Veröffentlichung der ersten Modellierungsarbeiten zu Festoxidbrennstoff-
zellen durch Dunbar (1983) sowie Vayenas und Debenedetti (1983) ist eine 
Fülle von SOFC-Modellen entwickelt worden, die sich in Aktualität und  
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Detaillierungsgrad jedoch stark unterscheiden. Dies ist nicht zuletzt auf den 
beträchtlichen Entwicklungsfortschritt der Brennstoffzellen- und der Computer-
technologie in diesem Zeitraum zurückzuführen. 
 
Angesichts der großen Modellvielfalt muss sich ein Literaturüberblick auf eine 
sinnvolle Auswahl von Arbeiten beschränken. Es werden daher in diesem Ab-
schnitt ausschließlich Modellierungsarbeiten betrachtet, in denen wie in der 
vorliegenden Arbeit 
• das elektrochemische und thermische Verhalten einer SOFC-Zelle oder 
eines SOFC-Stacks im Vordergrund steht und  
• ein räumlich aufgelöster Modellierungsansatz zur Anwendung kommt.   
 
Tabelle 4.1 liefert zunächst in kompakter Form einen Überblick über Arbeiten, 
die andere als die tubulare Zellgeometrie von Siemens beschreiben, sowie die 
darin verwendeten Modellierungsansätze. Beispielhaft sind dazu jeweils eine 
möglichst aktuelle Veröffentlichung sowie besonders relevante Arbeiten älte-
ren Datums aufgeführt. 
 
SOFC-Bauform Autoren Modellierungs-
ansatz 
Planarzellen  
mit Kreuzstrom-Gasführung 
Karoliussen et al. (1993) 
Selimovic (2000,2002) 
Kemm (2006) 
2D, stationär 
2D, stationär 
2D, dynamisch 
Planarzellen  
mit Gegenstrom-Gasführung 
Yakabe et al. (2001) 3D, stationär 
Planarzellen  
mit Gleichstrom-Gasführung 
Aguiar et al. (2004, 2005) 
Janardhanan u. Deutschmann (2007) 
3D, dynamisch 
2D, stationär 
Planarzellen mit variablen 
Gasführungskonzepten 
Rechenauer u. Achenbach (1993) 
Recknagle et al. (2003) 
Gemmen und Johnson (2005) 
3D, dynamisch 
3D (CFD), dyn. 
1D-2D, dynamisch 
IP-SOFC  
(Rolls-Royce-Konzept) 
Costamagna (2004) 
Magistri et al. (2007) 
1D, stationär 
1D, stationär 
HPD-SOFC  
(Siemens-Konzept) 
Lu et al. (2005, 2006) 
Iyengar et al. (2006) 
3D, stationär 
3D (CFD), stationär 
Kreisförmige Planarzellen  
(Hexis-Konzept) 
Costamagna u. Honnegger (1998) 
Bedogni et al. (2007)  
2D, stationär 
2D (+CFD), stat. 
Mikrotubularzellen 
verschiedener Bauart 
Ota (2003) 
Xue et al. (2005) 
Nehter (2006) 
1D, dynamisch 
1D, dynamisch 
2D, dynamisch 
Tabelle 4.1: SOFC-Modellierungsarbeiten im Überblick 
In detaillierterer Form sollen nun im Folgenden Veröffentlichungen behandelt 
werden, die ebenso wie die vorliegende Arbeit die von Siemens entwickelte, 
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röhrenförmige SOFC zum Gegenstand haben. Gegliedert nach Arbeits-
gruppen werden die jeweiligen Modellierungsmethoden skizziert, Schwerpunk-
te, Stärken und Schwächen herausgestellt und ausgewählte repräsentative 
Veröffentlichungen aufgeführt. Auf diese Weise soll ein Eindruck vom Stand 
der Forschung im Bereich der modellgestützten Analyse dieser SOFC vermit-
telt und die Einordnung der vorliegenden Arbeit erleichtert werden. 
 
Frühe Arbeiten zur Modellierung tubularer SOFC sind u. a. im Forschungs-
zentrum der Osaka Gas Company durch Hirano et al. (1992), an der Universi-
tät von Kyoto durch Kanamura und Takehara (1993), am Georgia Institute of 
Technology in Atlanta durch Bessette et al. (1995) sowie bei Siemens-
Westinghouse in Pittsburgh durch Hall und Colclaser (1999) durchgeführt wor-
den. Diese basieren auf Vorgängergeometrien der heutigen Röhrenzelle, die 
über einen 1D-Ansatz mit Diskretisierung in Längsrichtung beschrieben wor-
den sind. Die Arbeit von Kanamura und Takehara (1993) sticht hier durch eine 
zusätzlich radial aufgelöste Betrachtung der MEA und der hierin verteilten 
Wärmequellen heraus. Das von Hall und Colclaser (1999) entwickelte Modell 
bildet als erstes auch das instationäre Verhalten der SOFC ab. In allen hier 
genannten Arbeiten bleiben jedoch wesentliche Spannungsverlust- und Wär-
metransportmechanismen in der Zelle noch unberücksichtigt oder werden 
stark vereinfacht modelliert.  
 
In der Arbeitsgruppe um A. Massardo an der Universität von Genua ist von 
Magistri et al. (2004a) ein zunächst stationäres, in der Folge auch dynami-
sches 1D-Modell der tubularen SOFC realisiert worden. Dieses berücksichtigt 
die direkte interne Reformierung von Methan, vernachlässigt aber den diffusi-
onsbedingten Spannungsverlust. Kritisch zu beurteilen ist jedoch insbesonde-
re, dass die Modellierung des Strahlungswärmeaustauschs als bedeu-
tendstem Wärmetransportmechanismus vereinfachend durch eine willkürliche 
Vertausendfachung der Wärmeleitfähigkeit aller SOFC-Komponenten ersetzt 
wird. Dies schränkt die Aussagekraft der berechneten axialen Temperaturpro-
file stark ein. Auf der Grundlage des 1D-Modells und der damit berechneten 
Dynamik ist anschließend ein makroskopisches 0D-Modell der SOFC ent-
wickelt worden, das bei der dynamischen Simulation eines SOFC-
Gasturbinen-Hybridsystems zum Einsatz kommt (vgl. Magistri et al. (2004b)). 
Wie aus Magistri et al. (2007) hervorgeht, konzentrieren sich die Forschungs-
arbeiten mittlerweile nicht mehr auf die Tubularzelle, sondern auf die von 
Rolls-Royce entwickelte IP-SOFC und ein hierauf basierendes Hybridsystem.  
Ein ähnliches, jedoch stationäres 1D-Modell der tubularen SOFC ist an der 
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Universität Mailand von Campanari und Iora (2004) entwickelt worden. Über 
eine umfangreiche Sensitivitätsanalyse wird hiermit die Auswirkung unter-
schiedlicher Modellparameter auf die Ergebnisgrößen untersucht. Bemer-
kenswert ist die Berechnung der Ohm’schen Verluste im Zellinnern über ein 
Netzwerk Ohm’scher Widerstände. Hervorzuheben ist außerdem die Analyse 
des konvektiven Wärmeübergangs zwischen Luftstrom und MEA am ge-
schlossenen Zellende mit Hilfe eines kommerziellen CFD-Programms. Die 
hierüber ermittelten Wärmeübergangskoeffizienten gehen in das 1D-Modell 
ein. Allerdings bleiben die Wärmestrahlung und die axiale Wärmeleitung als 
zwei wesentliche Wärmetransportmechanismen im Modell vollständig unbe-
rücksichtigt, was auch in diesem Fall die Aussagekraft der präsentierten Er-
gebnisse einschränkt. In jüngerer Zeit konzentrieren sich die Arbeiten dieser 
Arbeitsgruppe auf die Modellierung der von Hexis entwickelten kreisförmigen 
Planarzelle, siehe z. B. Bedogni et al. (2007). 
 
An der Carnegie Mellon University in Pittsburgh ist von Bharadwaj et al. (2005) 
ein stationäres 1D-Modell der betrachteten Tubularzelle entwickelt worden. 
Dieses hebt sich von vergleichbaren Modellen durch eine räumlich aufgelöste 
Betrachtung der Stromdichteverteilung über den Zellumfang ab. Da die Model-
lierung jedoch unter der stark vereinfachenden Annahme erfolgt, dass die 
MEA eine einheitliche Temperatur besitzt, können die berechneten Gas- und 
Stromdichteverteilungen in Längsrichtung die Verhältnisse in einer realen 
SOFC nur eingeschränkt wiedergeben. Veröffentlichungen jüngeren Datums 
von Lu et al. (2005, 2006) zeigen, dass der Schwerpunkt der Modellierungsar-
beiten in dieser Arbeitsgruppe mittlerweile auf die von Siemens entwickelten 
HPD-Zellen verlagert worden ist. 
 
Das bislang umfassendste und am besten fundierte Modell der betrachteten 
Röhrenzelle ist von der Arbeitsgruppe um O. Bolland an der Norwegian Uni-
versity of Science and Technology (NTNU) in Trondheim entwickelt worden 
(vgl. u. a. Thorud et al. (2004), Stiller et al. (2005), Stiller (2006)). Es handelt 
sich dabei um ein quasi-zweidimensionales dynamisches Modell, das zur Si-
mulation eines SOFC-Gasturbinen-Systems und zur Entwicklung hierfür ge-
eigneter Regelstrategien eingesetzt wird. Zusätzlich zur axialen Diskretisie-
rung wird die MEA auch in radialer Richtung räumlich aufgelöst modelliert, so 
dass u. a. die im Betrieb auftretenden Temperaturgradienten in beiden Raum-
richtungen ermittelt werden können. Das Modell umfasst weitgehend die dem 
heutigen Stand der Forschung nach relevanten Spannungsverlust- und Wär-
metransportmechanismen in der Brennstoffzelle; die mit dem Stofftransport 
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der Reaktanden durch die Zellmembran bedingten Verluste werden allerdings 
nur teilweise berücksichtigt. Es wird auch der thermische Einfluss von Stack-
reformern zwischen den Zellbündelreihen einbezogen, der das Temperatur-
profil der Zellröhren im realen System stark beeinflusst. Das dynamische Mo-
dell der Brennstoffzelle berücksichtigt die thermische Trägheit der SOFC-
Materialien ebenso wie die Wärmekapazität der Gasströme und die Massen-
speicherwirkung der verschiedenen Gasräume. Die Gültigkeit der mit diesem 
Modell ermittelten Ergebnisse für ein reales System wird allerdings durch be-
trächtliche Unsicherheiten bei den Zell- und Reformerabmessungen, eine ver-
gleichsweise grobe Längsdiskretisierung der Zellröhre (s. a. Abschnitt 4.8.1) 
und unzureichende Validierungsmöglichkeiten (vgl. Abschnitt 4.8.2) stark ein-
geschränkt. 
 
Einen wichtigen Beitrag zum aktuellen Stand der Forschung bzgl. tubularer 
SOFC haben schließlich Qi et al. (2005, 2006) an der Universität von Alberta 
in Edmonton, Canada, erarbeitet. Ihr eindimensionales Modell eines einzelnen 
Bilanzvolumens der tubularen SOFC berücksichtigt erstmalig das Zusammen-
spiel aller dynamischen Prozesse im Zellinnern: Neben der Wärmekapazität 
von Feststoffen und Gasen wird der Einfluss der Diffusionsprozesse in den 
Elektroden, der Impedanz der Zellkomponenten (auf Grund begrenzter elektri-
scher Leitfähigkeiten und Doppelschichtkapazitäten), der Strömungsvorgänge 
in den Gaskanälen sowie der chemischen Reaktionen auf das dynamische 
Verhalten berücksichtigt. Dabei werden auch in diesem Fall alle relevanten 
Verlust- und Wärmeübertragungsmechanismen modelliert. Die Ergebnisse 
dieser Arbeit liefern eine wertvolle Basis für die Entscheidung, welche Prozes-
se in der Brennstoffzelle dynamisch zu modellieren sind und welche als quasi-
stationär angesehen werden dürfen. 
4.3 Modellierungsansatz, Schwerpunktsetzung und Annahmen 
Zielsetzung bei der Entwicklung eines Modells ist die möglichst exakte Abbil-
dung der realen Verhältnisse mit praktikablem numerischen Aufwand bzw. an-
gemessener Rechenzeit für die Simulation. Die daraus resultierende Haupt-
aufgabe bei der Modellentwicklung wird treffend von Luyben (1990) zusam-
mengefasst: ”Make as many simplifying assumptions as reasonable without 
throwing out the baby with the bath water.“ Die Wahl des Modellierungsan-
satzes muss sich somit in erster Linie am Bestimmungszweck des Modells 
orientieren, der z. B. in einer Systemanalyse, einer Zelloptimierung, einer Op-
timierung der Betriebsbedingungen oder dem Entwurf eines geeigneten Reg-
lers bestehen kann. 
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Das im Folgenden dargelegte thermoelektrochemische Modell der tubularen 
SOFC soll unter Berücksichtigung der Stoff-, Ladungs- und Wärmetransport-
prozesse sowie der lokalen Reaktionsumsätze im Zellinnern das Verhalten der 
Zelle im stationären und instationären Betrieb beschreiben. Für gegebene Be-
triebsbedingungen sind die Verteilung der Gasspezies, der elektrischen 
Stromdichte und der Temperatur in der Brennstoffzelle zu ermitteln. Auf Grund 
der unmittelbaren Auswirkung des Temperaturprofils auf die thermomechani-
sche Belastung der keramischen SOFC-Komponenten liegt der inhaltliche 
Schwerpunkt auf einer detaillierten Analyse ihres Wärmehaushalts. Bei der 
Modellentwicklung wird auf die umfangreichen veröffentlichten Modellbe-
schreibungen zurückgegriffen, die kritisch geprüft, ggf. unter Berücksichtigung 
der Röhrengeometrie verändert und in einzelnen Punkten erweitert werden. 
Eine Vertiefung gegenüber dem bisherigen Stand der Forschung erfolgt insbe-
sondere durch eine detaillierte Analyse der inhomogen in der MEA verteilten 
Wärmequellen; diese sind in bisherigen Arbeiten nur unzureichend differen-
ziert behandelt worden, wie von Vandersteen et al. (2004) im Rahmen eines 
Review-Artikels zum Stand der SOFC-Modellierung hervorgehoben worden 
ist. 
 
Vor diesem Hintergrund wird im Folgenden ein quasi-zweidimensionales (2D-) 
Modell der Brennstoffzellenröhre entwickelt: Die nahezu zylindersymmetrische 
Zellgeometrie wird in Längsrichtung diskretisiert. Soweit möglich werden die 
Transportprozesse in radialer und tangentialer Richtung durch funktionale Zu-
sammenhänge anstelle von Differential- bzw. integralen Bilanzgleichungen 
beschrieben. Zur Modellierung des Wärmehaushalts in der MEA ist diese Vor-
gehensweise angesichts der inhomogen verteilten Wärmequellen jedoch nicht 
geeignet. Wie in der Arbeit von Stiller (2006) wird die Elektroden-Elektrolyt-
Einheit daher zusätzlich in radialer Richtung diskretisiert, um auch die in dieser 
Raumrichtung auftretenden Temperaturgradienten fundiert berechnen zu kön-
nen. Auf diese Weise ist mit begrenztem numerischem Aufwand eine detaillier-
te Analyse der räumlich verteilten Prozesse in der Brennstoffzelle realisierbar. 
 
Als Diskretisierungsverfahren kommt die Finite-Volumen-Methode (FVM) zum 
Einsatz, deren Überlegenheit gegenüber der Finite-Elemente-Methode bei der 
thermoelektrochemischen SOFC-Modellierung von Fiard (1994) gezeigt wur-
de. Hierbei wird das zu modellierende Gebiet in nicht überlappende Zellen 
eingeteilt, innerhalb derer eine homogene Verteilung der zu berechnenden 
Größen angenommen wird. Die zunächst kontinuierlich formulierten Modell-
gleichungen werden auf die diskreten Knoten des so erhaltenen Rechengitters 
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angewendet mit dem Ziel, ein lineares Gleichungssystem zu erhalten und die-
ses numerisch zu lösen. Das im Rahmen dieser Arbeit zur thermoelektroche-
mischen Modellierung der SOFC verwendete Rechengitter sowie die Zuord-
nung der zu berechnenden Variablen sind im Anhang A-1.5 dargestellt.  
 
Im Mittelpunkt der vorliegenden Arbeit steht die detaillierte Analyse einer Ein-
zelzelle. Die Verhältnisse in den einzelnen SOFC-Röhren einer realen Anlage 
wie der SFC200 werden jedoch entscheidend durch die Betriebsumgebung im 
Brennstoffzellenmodul beeinflusst: So ist bspw. keine realitätsgetreue Ermitt-
lung des Temperaturprofils der SOFC möglich, wenn nicht der beträchtliche, 
durch Strahlung an die Stackreformer übertragene Wärmestrom berücksichtigt 
wird; die Brennstoffzusammensetzung und -temperatur bei Eintritt in den Ano-
dengasraum ist abhängig vom dem Modul zugeführten Erdgasmassenstrom, 
aber auch von der rezirkulierten Brennstoffmenge und den Temperaturverhält-
nissen in den Stackreformern. Zur Gewährleistung realistischer Simulations-
bedingungen für die Einzelzelle ist daher die Modellierung der Betriebsumge-
bung im Modul unverzichtbar, die eine Verknüpfung von Modul- und Einzel-
zellgrößen ermöglicht. 
 
Zur Begrenzung des Rechenaufwands sollen im Gegensatz zur Brennstoffzel-
lenröhre die Modulkomponenten lediglich makroskopisch oder eindimensional 
modelliert werden. Während für die Strahlpumpen, die Vorreformer und den 
Nachverbrennungsraum ein 0D-Ansatz ausreicht, werden die zwischen den 
Zellbündelreihen angeordneten Stackreformer und die als Wärmetauscher 
wirkenden Luftzuführungsrohre durch den Nachverbrennungsraum und den 
Abgaswärmeübertrager eindimensional räumlich aufgelöst, um den Wärme-
haushalt richtig zu beschreiben.  
 
Es werden somit ein hoch aufgelöster Modellierungsansatz für die einzelne 
Brennstoffzellenröhre und ein deutlich einfacherer Ansatz zur Modellierung 
des Zellstacks und der Peripheriekomponenten verwendet. Grund für diese 
bewusste Konzentration auf die Einzelzelle ist, dass die Komplexität des 
Stacks bzw. des Gesamtsystems von untergeordneter Bedeutung sind, so-
lange – wie angesichts der bisherigen Aussagen in der Literatur im vorliegen-
den Fall – die primären Versagensmechanismen in der Zellröhre selbst zu 
vermuten sind. 
 
Abbildung 4.1 gibt einen Überblick über die Eingabegrößen und die im Rah-
men dieser Arbeit relevanten Ausgabegrößen des erweiterten SOFC-Modells. 
Nicht aufgeführt sind hieraus direkt berechenbare Größen wie die elektrische 
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Leistung, der Wirkungsgrad oder der Brennstoffnutzungsgrad von SOFC und 
Modul. Verzichtet wurde auch auf die Auflistung der darüber hinaus während 
des Simulationslaufes berechneten Stoffströme und Temperaturen in den üb-
rigen Modulkomponenten. 
 
Abb. 4.1: Ein- und Ausgabegrößen des erweiterten SOFC-Modells 
Im Folgenden sind die wesentlichen, dem Modell zugrunde liegenden Annah-
men zusammengestellt: 
 
Alle am Prozess beteiligten Gase werden unter den in der SOFC herrschen-
den Bedingungen als ideale Gase betrachtet. Dies ist laut Baehr und Kabelac 
(2006) bei Drücken < 5 bar eine zulässige und sinnvolle Näherung. Angesichts 
der hohen Betriebstemperatur der SOFC ist jedoch die Temperaturabhängig-
keit der spezifischen Wärmekapazitäten zu berücksichtigen (vgl. Linnemann 
(2003)). Zudem wird auch die Wärmeleitfähigkeit der Gase temperaturab-
hängig modelliert, während die Wärmeleitfähigkeit und -kapazität der Feststof-
fe ebenso wie bspw. in den Arbeiten von Yakabe et al. (2001) und Stiller 
(2006) als konstant betrachtet wird. 
 
Es liegen voll ausgebildete Geschwindigkeits-, Konzentrations- und Tempera-
turprofile in den Gaskanälen vor. 
 
Auf Grund der nahezu zylindersymmetrischen Zellgeometrie wird die homoge-
ne Verteilung der Gasspezies, des elektrochemischen Gasumsatzes und der 
Temperatur in Umfangsrichtung angenommen. 
 
Stofftransport in den Elektroden findet ausschließlich in radialer Richtung statt. 
Diese Annahme ist angesichts der in radialer Richtung deutlich höheren Par-
tialdruckgradienten gerechtfertigt. 
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Für alle das Brennstoffzellenmodul betreffenden Berechnungen wird ange-
nommen, dass die thermischen, chemischen und elektrischen Betriebsbe-
dingungen aller Röhrenzellen im Stack übereinstimmen; der zur Reformierung 
in den Stackreformern benötigte Wärmestrom wird daher allen Zellen in glei-
chem Maße und jeder Zelle homogen über den Umfang verteilt entzogen. Es 
werden keine Wärmeverluste an die Umgebung berücksichtigt. 
  
Die Außenseite des Interkonnektors wird angesichts der hohen elektrischen 
Leitfähigkeit der Nickel-Verbindungsbleche als Äquipotenzialfläche betrachtet. 
Der Elektrolyt besitzt ausschließlich ionische, jedoch keine elektronische Leit-
fähigkeit. Diese Annahme ist gerechtfertigt, da die elektronische Leitfähigkeit 
von YSZ bei den in der SOFC herrschenden Bedingungen um mindestens vier 
Größenordnungen unterhalb der ionischen Leitfähigkeit liegt, wie Singhal und 
Kendall (2003) zeigen. 
 
Der elektrochemische Umsatz von CO an der MEA wird nicht berücksichtigt. 
Dies ist zulässig, da laut Khaleel et al. (2004) mindestens 98% des Stroms 
durch die Brennstoffzelle auf den elektrochemischen Umsatz von H2 zurückzu-
führen sind.  
 
Die Elektrodenreaktionen laufen innerhalb dünner Schichten an der Grenzflä-
che von Kathode und Elektrolyt bzw. Elektrolyt und Anode ab. Im Fall der aus-
schließlich elektronisch leitenden Kathode der tubularen SOFC ist dies klar 
zutreffend, da nur an der Grenzfläche zum Elektrolyten Dreiphasengrenzen 
vorliegen können. In der sowohl elektronen- als auch ionenleitenden Ni-YSZ-
Anode gilt diese Einschränkung nicht, laut Ackmann et al. (2003) ist die elek-
trochemische Reaktion jedoch auch anodenseitig auf eine sehr dünne 
(< 20 µm) Schicht begrenzt. 
 
Die mit der Luft- und Brennstoffströmung verknüpften Druckverluste werden 
auf Grund ihrer geringen Auswirkung auf die Zellspannung und die Tempera-
turverhältnisse in der Brennstoffzelle vernachlässigt. Ihre näherungsweise Be-
rechnung ist über Druckverlustkoeffizienten prinzipiell einfach realisierbar. Die 
in diesem Fall erforderliche Druckberechnung entgegen der Strömungsrich-
tung (Randbedingung müsste sinnvoller Weise der Umgebungsdruck am Aus-
tritt aus dem Modul sein) würde allerdings die Modellkomplexität deutlich er-
höhen, was angesichts des geringen Genauigkeitsgewinns nicht zweckmäßig 
ist. 
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4.4 Vorüberlegungen zur dynamischen Modellierung 
Der numerische Aufwand zur Simulation instationärer Vorgänge hängt maß-
geblich davon ab, ob die Dynamik sämtlicher interner Prozesse zu berücksich-
tigen ist oder ob eine Auswahl von ihnen als quasistationär angesehen werden 
kann. Eine fundierte Entscheidung ist auf Basis der Ergebnisse von Qi et al. 
(2005, 2006) zur Dynamik der verschiedenen Teilprozesse in der zu modellie-
renden Brennstoffzelle möglich:  
Demnach liegen die mit der Wärmekapazität der Gase, dem Stofftransport 
durch die Elektroden, der zellinternen Impedanz, der Gasströmung und den 
Stoffspeichereffekten verknüpften Zeitkonstanten für einen 1 cm langen Ab-
schnitt der Zellröhre unterhalb von 0,1 s; der durch die Wärmekapazität der 
festen SOFC-Komponenten bedingte Ausgleichsvorgang weist dagegen eine 
Zeitkonstante von etwa 100 s auf. Der Unterschied von drei Größenordnungen 
zeigt deutlich, dass sich das Gleichgewicht der elektrischen, chemischen, 
thermischen (gasseitig) und stofftransportbedingten Ausgleichsvorgänge in-
nerhalb kürzester Zeit einstellt und die genannten Prozesse einer thermischen 
Zustandsänderung der Feststoffphase nahezu ohne zeitliche Verzögerung fol-
gen. Das dynamische Verhalten der Brennstoffzelle wird daher klar von der 
thermischen Trägheit der festen SOFC-Materialien dominiert.  
 
Da im Rahmen dieser Arbeit die Temperaturverteilung innerhalb der MEA und 
ihr zeitlicher Verlauf im Mittelpunkt des Interesses stehen, reicht es aus, wenn 
bei der dynamischen Modellierung ausschließlich die Wärmekapazität der 
Feststoffe berücksichtigt wird und alle übrigen Speichereffekte vernachlässigt 
werden. 
4.5 Modellgleichungen zur Simulation einer Einzelzelle 
Im Folgenden werden die zur Beschreibung der Brennstoffzelle erforderlichen 
elektrochemischen, chemischen und thermischen Zusammenhänge erläutert 
und durch Gleichungen ausgedrückt. Diese sind für das stationäre und das 
instationäre SOFC-Modell weitestgehend identisch, so dass eine getrennte 
Betrachtung der beiden Modelle erst bei der anschließenden Darstellung der 
Lösungsverfahren erforderlich wird. 
 
Der besseren Übersichtlichkeit wegen beschränken sich die folgenden Ab-
schnitte auf eine Erläuterung der modellierten Prozesse und der sie beschrei-
benden Grundgleichungen, auf die zur Implementierung in einem Finite-
Volumen-Modell erforderliche Diskretisierung der Gleichungen wird dabei ver-
zichtet. Eine Zusammenstellung der Stoff- und Leistungsbilanzen in  
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diskretisierter Form findet sich im Anhang A-1.5. Die Werte sämtlicher Modell-
parameter sind im Anhang A-2 aufgeführt. 
4.5.1 Elektrische Spannung und Verlustmechanismen  
Die im reversiblen Idealfall zwischen den Elektroden einer Brennstoffzelle 
abgreifbare Spannung ergibt sich direkt aus der molaren freien Reaktions-
enthalpie der O2-H2-Reaktion: 
 F2
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Sie wird als Nernst-Spannung bezeichnet. Ihre Berechnung kann mit Hilfe von 
Gl. 2.4 aus der molaren Reaktionsenthalpie ∆RH und der molaren Reaktions-
entropie ∆RS erfolgen. Dabei ist die Abhängigkeit der thermodynamischen 
Größen von Temperatur und Partialdruck der involvierten Gasspezies zu be-
rücksichtigen, die in Anhang A-1.1 dargestellt ist. 
 
Mit Hilfe der Gln. 2.4 und 4.1 lässt sich somit die Nernst-Spannung der Brenn-
stoffzelle als Funktion der Temperatur T und der Gaspartialdrücke pi bzw. Mol-
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  Sie steigt mit den Partialdrücken der Edukte H2 und O2 und nimmt mit zuneh-
mendem Wasserdampfgehalt des Anodengases sowie mit steigender Tempe-
ratur ab. Die freie Reaktionsenthalpie der betrachteten Reaktion besitzt einen 
negativen Wert, so dass der erste Term in Gl. 4.2 einen positiven Betrag an-
nimmt.  
 
Die Spannung einer realen Brennstoffzelle wird bei Stromfluss auf Grund der 
verschiedenen irreversiblen Verlustmechanismen in der Zelle, die zur Redu-
zierung der elektrischen Leistung und zusätzlicher Wärmefreisetzung führen, 
immer unterhalb der Nernst-Spannung bleiben. Die sich ergebende Differenz 
zwischen der im stromlosen Fall vorliegenden Leerlaufspannung und der Ar-
beitsspannung wird gemäß Hamann und Vielstich (1998) in der Elektrochemie 
üblicherweise als Überspannung bezeichnet (engl. overpotential, polarization). 
 
Abbildung 4.2 zeigt den prinzipiellen Verlauf der Strom-Spannungs-Kennlinie 
einer SOFC. Es lassen sich drei Bereiche unterscheiden, die jeweils von  
einem Verlustmechanismus dominiert werden: 
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Abb. 4.2: Kennlinie einer oxidkeramischen Brennstoffzelle 
Bei geringen Stromdichten ist zunächst ein starker Abfall der Zellspannung zu 
beobachten. In diesem Bereich wird das Verhalten der Brennstoffzelle vorwie-
gend durch die Kinetik der Elektrodenreaktionen bestimmt, die daraus resultie-
renden Durchtrittsüberspannungen stellen hier den größten Anteil an den 
Spannungsverlusten dar. Im linearen Teil der Kennlinie dominieren die 
Ohm’schen Verluste, die aus der endlichen Leitfähigkeit von Elektrolyt, Elek-
troden und Interkonnektor resultieren. Bei weiterer Erhöhung der Stromdichte 
nimmt die Arbeitsspannung schließlich rapide ab. In diesem Bereich stellt die 
Hemmung des Stofftransports zu den Reaktionszentren den limitierenden Fak-
tor dar, die mittels der Diffusionsüberspannungen beschrieben wird. 
 
Wird die Brennstoffzelle nicht mit hohem Brennstoff- und Luftüberschuss be-
trieben, ist die mittlere Nernst-Spannung selbst eine Funktion des elektrischen 
Stroms bzw. der mittleren elektrischen Stromdichte, da der Gasumsatz entlang 
der SOFC eine Abnahme von pO2 und pH2 sowie eine Zunahme von pH2O in 
Strömungsrichtung bewirkt. Dies zieht gemäß Gl. 4.2 ein Absinken der Nernst-
Spannung nach sich und führt dazu, dass diese bei Stromfluss von der Leer-
laufspannung abweicht. 
 
Die Arbeitsspannung Ucell der SOFC lässt sich somit als Differenz aus der 
Nernst-Spannung und den Diffusionsüberspannungen ηconc (engl. concen-
tration polarizations), den Durchtrittsüberspannungen ηact (engl. activation po-
larizations) sowie dem Ohm’schen Spannungsabfall ηΩ ausdrücken: 
 
 
  
 Ωη−η−η−η−η−= anactcaactanconccaconc0cell UU  (4.3)
  
Ihre physikalischen Hintergründe werden zusammen mit den beschreibenden 
Gleichungen in den folgenden Abschnitten erläutert. 
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4.5.1.1 Diffusionsüberspannungen 
Der Stofftransport der gasförmigen Reaktanden vom Gaskanal zur Dreipha-
sengrenze durch die porösen Elektroden hindurch ist mit einem Konzentra-
tionsgradienten verknüpft: Je höher die elektrische Stromdichte durch die 
MEA, desto stärker weichen die Partialdrücke an den Reaktionszentren von 
denen in den Gaskanälen ab. Dies zieht gemäß Gl. A.3 (Anhang A-1.1) einen 
Anstieg der Reaktionsentropie und damit eine Absenkung der freien Reak-
tionsenthalpie nach sich. Bei Einsetzen der Gaspartialdrücke piTPB an den 
Dreiphasengrenzen resultiert aus der Nernst-Gleichung (Gl. 4.2) eine Reduk-
tion der Zellspannung gemäß 
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Sie unterscheidet sich von der reversiblen, mit den in den Gaskanälen vorlie-
genden Partialdrücken pib (‚b’: bulk flow) berechneten Nernst-Spannung im 
stromlosen Fall um die irreversiblen kathodischen und anodischen Diffusions-
verluste ηcaconc und ηanconc. Ihre Berechnungsgleichung folgt aus einer einfa-
chen mathematischen Umformung: 
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Bei der Berechnung der Diffusionsverluste werden in der vorliegenden Arbeit 
sowohl die Diffusionshemmung in den Gaskanälen als auch der diffusive und 
advektive Transport durch die porösen Elektroden berücksichtigt. Die Diffu-
sionshemmung auf Grund der Konzentrationsgrenzschicht im Gaskanal wird in 
einer Vielzahl von SOFC-Modellen vernachlässigt, stellt jedoch insbesondere 
bei geringer Elektrodendicke oft einen höheren Diffusionswiderstand als die 
Elektrode selbst dar.   
 
Bei den in der betrachteten SOFC vorliegenden, gegenüber der Hauptströ-
mungsrichtung niedrigen Stofftransportraten in radialer Richtung ist die Verzer-
rung des Geschwindigkeitsprofils durch den Stoffübergang vernachlässigbar, 
und es kann die Analogie zwischen Wärme- und diffusivem Stofftransport 
ausgenutzt werden, die in Abb. 4.3 veranschaulicht wird. Unter der vereinfa-
chenden Annahme entkoppelter Transportprozesse wird der radial gerichtete 
Stofftransport in den Gaskanälen durch die Gleichung 
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jW,ii xxkNxN −⋅=⋅− ∑ &&  (4.6)
  
beschrieben, die – analog zum Newton’schen Gesetz im Fall konvektiven 
Wärmeübergangs (siehe Abschnitt 4.5.5.2) – die molare Stoffstromdichte Ni 
der Gaskomponente i in radialer Richtung mit der Gaszusammensetzung in 
der Strömung (‚F’) und an der Elektrodenoberfläche (‚W’) in Beziehung setzt.  
 
Eine detaillierte Ableitung der Analogiebeziehungen aus den zu Grunde lie-
genden Differentialgleichungen findet sich in Incropera und DeWitt (1996) und 
Bird et al. (2002). Sie führt auf den Zusammenhang  
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mit n = 1/3 zwischen der den Wärmetransport charakterisierenden Nusselt- 
bzw. Prandtl-Zahl und der den Stofftransport beschreibenden Sherwood- bzw. 
Schmidt-Zahl. Mit Hilfe von Gl. 4.7 lassen sich die Stoffübergangskoeffizienten 
ki zu 
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bestimmen. Der Stoffübergangskoeffizient für die Spezies i ist abhängig vom 
molekularen Diffusionskoeffizienten der Komponente im Gasgemisch, von der 
Nusselt-Zahl, die im Zuge der SOFC-Modellierung auch zur Beschreibung des 
konvektiven Wärmeübergangs benötigt wird, sowie der Wärmeleitfähigkeit λ, 
dem Druck p, der Temperatur T und der molaren Wärmekapazität cp des Gas-
gemisches.  
 
Die in diesem Zusammenhang zu verwendende Nu-Zahl auf der Kathodensei-
te stimmt allerdings nicht mit der den Wärmeübergang beschreibenden Nu-
Zahl überein, da Wärmeübergang an der Innen- und der Außenwand des 
 
 
Abb. 4.3: Analogie von Wärme- und Stofftransport an einer Wand 
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ringförmigen Luftkanals auftritt, Stofftransport dagegen nur zur Außenwand. 
Als Nu-Zahlen werden die arithmetischen Mittelwerte der für die Grenzfälle 
konstanter Wandtemperatur und konstanten Wärmestroms an der Wand tabel-
lierten Nu-Zahlen verwendet.  
 
Der Stofftransport durch die porösen Elektroden wird in einem Großteil der 
vorliegenden Arbeiten über SOFC unter der vereinfachenden Annahme ho-
mogener Druckverteilung modelliert. Wie Ackmann (2003) zeigt, ist jedoch 
auch der advektive Transport auf Grund eines Druckgradienten von Bedeu-
tung und sollte daher berücksichtigt werden. Eine übersichtliche Analyse des 
Gastransports durch poröse Materialien findet sich darüber hinaus in einer Ar-
beit von Webb und Pruess (2003), in der die zwei gängigsten Modellierungs-
ansätze für gekoppelte Diffusions-Advektions-Prozesse in porösen Materialien 
untersucht und miteinander verglichen werden: das aus einer linearen Addition 
eines Advektionsterms aus dem Darcy’schen Gesetz und eines Diffusions-
terms aus dem Fick’schen Gesetz hervorgegangene ”Advective-Diffusive Mo-
del“ (ADM) und das auf der kinetischen Gastheorie beruhende ”Dusty Gas 
Model“  (DGM), welches das poröse Medium als im Raum fixierte große Mole-
küle (engl. dust) einbindet. Laut Angabe der Autoren haben Untersuchungen 
gezeigt, dass die mit dem DGM ermittelten Ergebnisse sehr viel besser expe-
rimentell bestätigt werden als die Ergebnisse des ADM. Die Beschreibung des 
Stofftransports durch die Elektroden erfolgt daher in der vorliegenden Arbeit 
auf Basis des DGM. 
 
Diffusion und Advektion in den porösen Elektroden werden im Rahmen des 
DGM durch die Gleichung 
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beschrieben. Hierin geben Di die Diffusionskoeffizienten, k0 die intrinsische 
Permeabilität der Elektroden und µ die dynamische Viskosität des Gasge-
mischs an. Der erste Term von Gl. 4.9 entstammt den Stefan-Maxwell-
Gleichungen zur Diffusion in Mehrstoffgemischen und erfasst die Wechselwir-
kung der Gasmoleküle untereinander. Über den zweiten Term wird zusätzlich 
die Wechselwirkung der Gasmoleküle mit den Porenwänden, die so genannte 
Knudsen-Diffusion, berücksichtigt. Die auf der rechten Seite der Gleichung be-
findlichen Gradienten der Molenbrüche und des Drucks stellen die Triebkräfte 
des diffusiven und advektiven Stofftransportes dar. 
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Die Diffusionskoeffizienten Di,j (in m²/s), die die molekulare Diffusion in einem 
binären Gasgemisch beschreiben, können mit Hilfe der Chapman-Enskog-
Gleichung  
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ermittelt werden, mit der Molmasse Mi der Gaskomponente i in der atomaren 
Masseneinheit u sowie dem Stoßquerschnitt σD,ij und dem Kollisionsintegral 
ΩD, die Reid et al. (1987) bzw. Bird et al. (2002) zu entnehmen sind. Die Diffu-
sionskoeffizienten der Knudsen-Diffusion Di,K ergeben sich unter Verwendung 
des effektiven Porenradius der porösen Elektroden rp zu 
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Zur Berücksichtigung der begrenzten Porosität ε sowie der Tortuosität τ (auch 
Labyrinthfaktor genannt, Verhältnisquadrat aus mittlerer effektiver Strömungs-
länge und Dicke einer porösen Schicht) der Elektroden werden in Gl. 4.9 effek-
tive Diffusionskoeffizienten verwendet: 
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Die radiale Variation der Diffusionskoeffizienten in den Elektroden ist marginal. 
Zur Begrenzung des Rechenaufwands werden daher im Rahmen des hier be-
schriebenen Modells unter Ausnutzung sinnvoller numerischer Vereinfachun-
gen resultierende Diffusionskoeffizienten aus der lokalen Gaszusammenset-
zung im Gaskanal berechnet, die als konstant über der Dicke der jeweiligen 
Elektrode betrachtet werden. 
4.5.1.2 Durchtrittsüberspannungen  
Der ebenfalls irreversible Verlustmechanismus der Durchtrittsverluste ist be-
dingt durch die begrenzte Reaktionskinetik an den Dreiphasengrenzen bzw. 
die Hemmung des Ladungsdurchtritts an den Elektroden. Eine umfassende 
Erläuterung der zugrunde liegenden elektrochemischen Vorgänge und unten-
stehenden Gleichungen geben Hamann und Vielstich (1987). 
 
Der Zusammenhang zwischen den kathodischen und anodischen Durchtritts-
überspannungen ηcaact und ηanact  und der lokalen elektrischen Stromdichte 
wird durch die Butler-Volmer-Gleichung beschrieben: 
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Hierin bezeichnet j0an,ca die anoden- bzw. kathodenseitige Austauschstrom-
dichte, n die Elektrodenreaktionswertigkeit (Anzahl der pro Formelumsatz 
transportierten Elektronen) und α den sogenannten Durchtrittsfaktor. Laut Se-
limovic (2002) gilt für Brennstoffzellen in guter Näherung α ≈ 0,5.  
 
Während im Bereich kleiner Durchtrittsüberspannungen so ein nahezu linearer 
Zusammenhang zwischen Gesamtstromdichte und Durchtrittsüberspannung 
gilt, der die Definition eines flächenspezifischen Durchtrittswiderstandes recht-
fertigen würde, hängt im Bereich höherer Durchtrittsüberspannungen ηact nä-
herungsweise logarithmisch von der Gesamtstromdichte ab. Für einen Durch-
trittsfaktor von α = 0,5 lässt sich Gl. 4.13 in die explizite Form  
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bringen, so dass die Verwendung einer linearen oder logarithmischen Appro-
ximation umgangen werden kann.  
 
Der kompakteren Darstellbarkeit wegen ist für die obigen Gleichungen die all-
gemeine Formulierung mit der elektrischen Stromdichte j gewählt worden. Bei 
der Modellimplementierung ist jedoch zu beachten, dass sich anders als in 
planaren SOFC in der betrachteten Röhrenzelle die elektrischen Stromdichten 
an der kathodischen und der anodischen Dreiphasengrenze auf Grund der 
verschiedenen Radien geringfügig voneinander unterscheiden. Da beide 
Grenzflächen vom gleichen Gesamtstrom durchflossen werden, stehen die 
zugehörigen Stromdichten über  
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in Beziehung. 
 
Die an Anode und Kathode auftretenden Austauschstromdichten j0 sowie ihre 
Abhängigkeit von den Gaspartialdrücken und der Temperatur werden durch 
den von Rechenauer und Achenbach (1993) angegebenen Arrhenius-Ansatz 
beschrieben:  
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Eine Regressionsanalyse der für die Anode vorliegenden, von Huang (2006) 
experimentell bestimmten Durchtrittsverluste auf Basis dieser Gleichungen 
bestätigt, dass der Arrhenius-Ansatz die realen Verhältnisse gut wiedergibt. 
4.5.1.3 Ohm’sche Spannungsverluste 
Die begrenzte Elektronen- bzw. Ionenleitfähigkeit der stromführenden Zell-
komponenten führt zu einer weiteren irreversiblen Reduzierung der elektri-
schen Nutzleistung. Unter der Annahme, dass der Ladungstransport im Elek-
trolyten und im Interkonnektor ausschließlich in radialer Richtung und in den 
Elektroden in guter Näherung nur in Umfangsrichtung erfolgt, lassen sich die 
Ohm’schen Spannungsverluste der SOFC-Komponenten analytisch aus-
drücken: 
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Kathode: 
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Anode:      
                      
( )






⋅σ⋅
⋅
⋅⋅pi=ηΩ
ea
a
an
ea2
an,
r
rln2
rjf  (4.21)
Hierin bezeichnet σi die elektrische Leitfähigkeit der Zellkomponente i und ϕic 
die Ausdehnung des Interkonnektorstreifens in Umfangsrichtung in Radiant. 
Der Faktor f berücksichtigt die Tatsache, dass auf Grund der Breite des Inter-
konnektorstreifens nur ein Teil des Gesamtumfangs (der Anteil f) elektroche-
misch aktiv ist. Die elektrische Stromdichte j ist, soweit nicht anders angege-
ben, hier und im Folgenden stets auf den Radius der Elektrolyt-Anoden-
Grenzfläche rea bezogen. 
 
Der Spannungsabfall der zur elektrischen Verbindung benachbarter Zellen 
verwendeten Nickelblechstreifen (vgl. Abb. 3.5; bei homogenen Verhältnissen 
im Stack führen nur die Kontaktstreifen seriell verschalteter Zellen einen elek-
trischen Strom) lässt sich aus ihrer Länge und ihrem leitenden Querschnitt ab-
schätzen. Der durch die Nickelverbinder hervorgerufene Ohm’sche  
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Spannungsverlust liegt jedoch um zwei bis drei Größenordnungen unterhalb 
dessen der übrigen Zellkomponenten und ist damit vernachlässigbar. 
4.5.2 Stoffbilanzen 
Die der Brennstoffzellenkathode zugeführte Luft kann in guter Näherung als 
Gemisch aus 21 mol% O2 und 79 mol% N2 beschrieben werden. Der in den 
Anodengasraum der betrachteten SOFC eintretende Brennstoffstrom besteht 
aus den Gasen H2, H2O, CO, CO2 sowie N2 und enthält im Fall unvollständiger 
Reformierung im Stackreformer zusätzlich CH4. Seine Zusammensetzung ist 
abhängig von der des Erdgases sowie von der rezirkulierten Brennstoffmenge 
und der Stackreformertemperatur im SOFC-Modul. 
 
Die Stoffbilanz für die Gaskomponente i im Bilanzvolumen lautet in allgemei-
ner Form (vgl. Emig und Klemm (2005)) 
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d.h. die Änderung der Stoffmenge ni im Bilanzraum entspricht der Differenz 
der ein- und austretenden Molenströme ni erhöht um die durch chemische Re-
aktionen im Bilanzraum pro Zeiteinheit gebildete Stoffmenge ∆ni. 
 
Im vorliegenden Fall bleiben Stoffspeichereffekte aus den in Abschnitt 4.4 er-
läuterten Gründen unberücksichtigt. Der Term ∆n umfasst in der SOFC die auf 
Grund der elektrochemischen Reaktion gebildete (bzw. verbrauchte) Stoff-
menge ∆nreac und die Umsätze durch Reformierungs- und Shiftreaktion ∆nRef 
und ∆nShift. Gl. 4.22 vereinfacht sich damit zu 
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Die folgenden Abschnitte widmen sich der Berechnung der elektrochemisch 
bzw. chemisch bedingten Reaktionsumsätze. Die resultierenden Stoffbilanzen 
für alle Gaskomponenten sind in Anhang A-1.5.2 zusammengefasst.  
4.5.2.1 Elektrochemisch bedingter Gasumsatz 
Der durch die O2-H2-Reaktion verursachte Gasumsatz an den kathodischen 
und anodischen Dreiphasengrenzen ergibt sich in Abhängigkeit von der loka-
len Stromdichte aus dem Faraday’schen Gesetz: Der in einem Bilanzvolumen 
der Länge ∆z an der Kathoden-Elektrolyt-Grenzfläche erfolgende O2-Umsatz 
berechnet sich demgemäß zu 
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für den H2-Umsatz an der Anoden-Elektrolyt-Grenzfläche gilt analog: 
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In allen übrigen Bilanzvolumina der SOFC tritt kein elektrochemisch bedingter 
Gasumsatz auf.  
4.5.2.2 Methanreformierung und Shiftreaktion 
Sowohl die direkte als auch die indirekte interne Methanreformierung (vgl. Ab-
schnitt 3.3.2) besitzt auf Grund des damit verbundenen Wärmeentzugs star-
ken Einfluss auf den Wärmehaushalt der Brennstoffzelle. Ihre Berücksichti-
gung ist daher zur realitätsgetreuen Abbildung der Temperaturverhältnisse in 
der SOFC unverzichtbar. 
  
Die Gleichgewichtskonstante einer chemischen Reaktion 
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gibt das Verhältnis der Aktivitäten ai der Reaktionsprodukte und -edukte an 
(vgl. Atkins und de Paula (2006)): 
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Die Aktivität einer Gaskomponente entspricht im Fall idealer Gase dem Quo-
tienten aus Partialdruck pi und Standarddruck p0, so dass sich die Gleichge-
wichtskonstante der Reformierungsreaktion (vgl. Gl. 3.2) durch 
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und die der begleitenden Shiftreaktion (vgl. Gl. 3.3) durch 
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ausdrücken lässt. 
 
Der Wert der Gleichgewichtskonstanten einer chemischen Reaktion ist tempe-
raturabhängig und berechnet sich aus der zugehörigen freien Standardreak-
tionsenthalpie über 
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Abb. 4.4: Temperaturabhängigkeit der Gleichgewichtskonstanten von  
Reformierungs- (a) und Shiftreaktion (b) 
Abbildung 4.4 zeigt die Verläufe der Gleichgewichtskonstanten KRef und KShift 
über der Temperatur. Da im Betriebstemperaturbereich der SOFC das chemi-
sche Gleichgewicht der Reformierungsreaktion weit auf Seiten der Reaktions-
produkte liegt (KRef >> 1), wird das im Brenngas enthaltene Methan nahezu 
restlos umgesetzt. Demgegenüber nimmt KShift in diesem Temperaturbereich 
Werte nahe Eins an, so dass die Shiftreaktion abhängig von den lokalen Be-
dingungen teils in Vorwärts-, teils in Rückwärtsrichtung ablaufen wird. 
 
Die Kinetik der Reformierungsreaktion ist abhängig von der lokalen Tempera-
tur und den Partialdrücken der Reaktanden. Sie lässt sich gemäß Leinfelder 
(2004) mit dem folgenden Ansatz beschreiben, in dem der Vorfaktor kRef und 
die Aktivierungsenergie EA,Ref experimentell zu bestimmende Parameter sind: 
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Die Reaktionsrate ∆nCH4,Ref (in mol/s) ist somit bei hohen Temperaturen und 
großer Abweichung vom chemischen Gleichgewicht KRef am höchsten, wäh-
rend sie bei Erreichen des Gleichgewichts erwartungsgemäß zu Null wird. 
 
Bezüglich der Kinetik der Shiftreaktion finden sich in der Literatur widersprüch-
liche Aussagen: Während laut Rostrup-Nielsen (1984) im interessierenden 
Temperaturbereich die Reaktionsgeschwindigkeit der Shiftreaktion die der Re-
formierungsreaktion deutlich übersteigt, legen die Ergebnisse von Leinfelder 
(2004) eine langsamere Kinetik der Shiftreaktion nahe. Im Rahmen dieser Ar-
beit wird entsprechend der in SOFC-Modellierungsarbeiten üblichen Vorge-
hensweise auf Basis der Ergebnisse von Rostrup-Nielsen (1984) die Shiftreak-
tion als im Gleichgewicht befindlich angenommen. Der durch die Shiftreaktion 
bedingte lokale Reaktionsumsatz ∆nShift (in mol/s) wird daher in jeder  
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Rechenzelle so bestimmt, dass nach Ablauf der elektrochemischen Reaktion 
und der Reformierungsreaktion die Gasspezies H2, H2O, CO und CO2 im Shift-
Gleichgewicht vorliegen und somit Gl. 4.29 erfüllen. 
4.5.3 Leistungsbilanzen 
Die Leistungsbilanzierung erfolgt durch Anwendung des ersten Hauptsatzes 
der Thermodynamik für offene Systeme auf jedes finite Volumen. In allge-
meingültiger Form lautet dieser (vgl. Baehr und Kabelac (2006)): 
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Hierin bezeichnet E den Energieinhalt des Bilanzvolumens, Q den resultieren-
den, in das Bilanzvolumen hinein gerichteten Wärmestrom und P die resultie-
rende zugeführte mechanische und elektrische Leistung. Die Klammerterme 
beschreiben die mit einem Fluidstrom in das bzw. aus dem Bilanzvolumen tre-
tenden Energieströme, die sich aus der Enthalpie, der kinetischen und der po-
tenziellen Energie des Stoffstroms zusammensetzen. 
 
Wie sich anhand überschlägiger Rechnungen zeigen lässt, sind die Änderun-
gen der kinetischen und der potenziellen Energie gegenüber den Enthalpieän-
derungen vernachlässigbar gering, so dass die zugehörigen Terme entfallen 
können. Die Bedeutung von P beschränkt sich im Fall der SOFC auf die elek-
trische Leistung, die der Zelle entzogen wird und damit einen negativen Wert 
annehmen wird. Für das hier vorgestellte Modell vereinfacht sich die  
Leistungsbilanz damit bei Verwendung molarer statt massenspezifischer Grö-
ßen zu  
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im Fall des stationären SOFC-Modells wird darüber hinaus die zeitliche Ablei-
tung der Energie im Bilanzvolumen zu Null. Ferner ist zu beachten, dass auch 
die übrigen, in Gl. 4.33 auftretenden Terme nicht notwendigerweise von Null 
verschieden sein müssen. Ihre Implementierung ergibt sich aus der Lage des 
jeweils betrachteten Bilanzvolumens. So wird die elektrische Leistung  
  
 fzr2jUIUP eacellFVcell ⋅∆⋅pi⋅⋅=⋅=  (4.34)
  
nur den Bilanzvolumina an der anodischen Dreiphasengrenze entzogen und 
nimmt in allen übrigen Bereichen den Wert Null an; in der Wand des Luftzufüh-
rungsrohrs findet hingegen keinerlei Stofftransport statt, so dass dort der stoff-
gebundene Enthalpietransport entfällt. 
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Im Fall der dynamisch modellierten Feststoffe lässt sich die Energieänderung 
im Bilanzvolumen durch seine (wiederum von der Dichte ρ, der Porosität ε und 
der spezifischen Wärmekapazität c abhängigen) Wärmekapazität CFV und die 
zeitliche Ableitung der Temperatur ausdrücken: 
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Der Term Q in Gl. 4.33 umfasst einerseits die über die Grenzen des Bilanzvo-
lumens transportierten Wärmeströme. Darüber hinaus sind in ihm die Wärme-
freisetzungsraten auf Grund von Wärmequellen oder -senken im Bilanzvolu-
men zusammengefasst. Zu beachten ist, dass durch die Verwendung von Bil-
dungsenthalpien in Gl. 4.33 der Reaktionswärmeeintrag durch chemische Re-
aktionen bereits berücksichtigt wird und daher nicht in Q eingeht. 
 
Da der Ermittlung des Temperaturprofils in der SOFC im Rahmen dieser Ar-
beit eine besondere Bedeutung zukommt, sind die folgenden Abschnitte einer 
detaillierten Betrachtung der Wärmefreisetzungs- und Wärmeübertragungs-
mechanismen in der Brennstoffzelle gewidmet. 
4.5.4 Wärmequellen und ihre Verteilung 
Im Betrieb der Brennstoffzelle führen verschiedene Prozesse zur lokalen Frei-
setzung bzw. Absorption von Wärme: Neben der reversiblen Wärmeproduktion 
an Kathode und Anode durch Sauerstoffreduktion und Wasserstoffoxidation 
tragen die irreversiblen Diffusions-, Durchtritts- und Ohm’schen Verluste zur 
Wärmeerzeugung in der SOFC bei. Darüber hinaus sind die chemisch beding-
ten Wärmequellterme auf Grund von Methanreformierungs- und Shiftreaktion 
zu berücksichtigen. 
4.5.4.1 Thermische Auswirkung der Elektrodenteilreaktionen 
Eine weit verbreitete Vorgehensweise bei der räumlich aufgelösten Modellie-
rung von SOFC ist die Zuordnung der gesamten Reaktionswärme der elektro-
chemischen Sauerstoff-Wasserstoff-Reaktion zur anodenseitigen Dreiphasen-
grenze. Ist jedoch nicht nur die Temperaturverteilung in der zum Elektrolyten 
parallelen Ebene, sondern auch in der dazu senkrechten Ebene von Interesse, 
sind die Elektrodenteilreaktionen und die damit verbundenen Wärmequellter-
me getrennt zu betrachten. Dieser Aspekt ist im Fall der SOFC erstmals in 
Modellierungsarbeiten von Kanamura und Takehara (1993) berücksichtigt und 
später von Nishida et al. (2003) übernommen worden. Untersuchungen der 
analogen Phänomene in Schmelzkarbonatbrennstoffzellen wurden von  
Yoshiba (2004) veröffentlicht. 
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Die Wärmefreisetzungsraten an den anodischen und den kathodischen Reak-
tionszentren sind bestimmt durch die mit den beiden Elektrodenteilreaktionen  
(vgl. Gln. 2.2 und 2.3) verknüpften Entropieänderungen ∆RSca und ∆RSan. Unter 
der Annahme, dass die Elektrodenreaktionen auf die Grenzflächen der Elek-
troden mit dem Elektrolyten beschränkt sind, lassen sich die Wärmequellterme 
als Wärmestrom pro Flächeneinheit ausdrücken: 
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Hierbei beziehen sich ∆RSca und ∆RSan auf den Umsatz von 1 mol Wasserstoff 
bzw. ½ mol Sauerstoff. 
 
Die getrennte Betrachtung der Elektrodenteilreaktion bzw. der mit ihnen ver-
bundenen Entropieänderungen wird allerdings durch die Tatsache erschwert, 
dass thermodynamische Größen nur für elektrisch neutrale Teilchen, nicht je-
doch für Protonen oder Ionen definiert sind. Während die Reaktionsentropie 
der gesamten H2-O2-Reaktion in einfacher Weise aus den molaren Entropien 
der beteiligten Gasspezies ermittelt werden kann (vgl. Gl. A.3), ist dies für die 
Elektrodenteilreaktionen nicht möglich.  
 
Ito et al. (1982, 1984) haben jedoch zeigen können, dass ein Zusammenhang 
zwischen den Entropieänderungen ∆RSca bzw. ∆RSan und den experimentell 
bestimmbaren Seebeck-Koeffizienten der Anordnung besteht. Durch Weiter-
führung eines von Førland und Ratkje (1980) entwickelten Ansatzes aus der 
Nichtgleichgewichtsthermodynamik und Ausnutzung früherer Arbeiten von  
Ruka et al. (1968) zum Seebeck-Koeffizienten entwickelten diese Autoren eine 
Methode zur Berechnung der gesuchten Entropieänderungen und damit der 
Wärmefreisetzungsraten an den Elektroden elektrochemischer Zellen. 
 
Die umfangreiche Ableitung des Zusammenhangs zwischen dem Seebeck-
Koeffizienten und der reversiblen Entropieänderung findet sich in den Arbeiten 
der oben genannten Autoren und soll an dieser Stelle nicht wiederholt werden. 
Sie stellt die theoretische Basis der Methode dar, ist jedoch für ihre Anwen-
dung auf die SOFC von untergeordneter Bedeutung. Diese wird erst durch  
eine Reihe von Ratkje und Tomii (1993) durchgeführter, experimenteller Un-
tersuchungen zum Seebeck-Koeffizienten möglich, die seine Abhängigkeit von 
den Elektrolyteigenschaften, der Temperatur sowie der Gaszusammensetzung 
klären. Basierend auf den Ergebnissen dieser Untersuchungen ist im Rahmen 
der vorliegenden Arbeit die folgende Gleichung für die gesuchte  
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Entropieänderung an der kathodenseitigen Dreiphasengrenze der SOFC ab-
geleitet worden:  
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Wie hieraus ersichtlich, ist im für SOFC-Anwendungen relevanten Tempera-
turbereich kein Temperatureinfluss, sondern ausschließlich eine logarithmi-
sche Abhängigkeit vom lokalen Sauerstoffpartialdruck erkennbar. Die für die 
Entwicklung dieses Zusammenhangs relevanten Erkenntnisse und Messdaten 
aus der Literatur sowie die ihr zugrunde liegenden Gleichungen und Überle-
gungen sind im Anhang A-1.6 dargestellt.  
 
Da die Reaktionsentropie der Gesamtreaktion ∆RS(T,pi) gemäß Gl. A.3 aus 
tabellierten Daten berechenbar ist, erlaubt die Kenntnis von ∆RSca auch die 
Bestimmung der noch fehlenden, mit der anodischen Teilreaktion verknüpften 
Entropieänderung ∆RSan : 
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Abbildungen 4.5a und b stellen beispielhaft für ein Temperaturniveau von 
1000°C und einen Betriebsdruck von 1,013 bar die insgesamt durch die H2-O2-
Reaktion freigesetzte Reaktionswärme sowie ihre Aufteilung auf die kathodi-
sche und anodische Teilreaktion bei unterschiedlichen Gaszusammen-
setzungen dar. Abbildung 4.5a zeigt die freigesetzte Wärmemenge bei kon-
stantem Sauerstoffgehalt von 21% (Luft) an der Kathode und variablem Was-
serstoff- und Wasserdampfgehalt (mit xH2 + xH2O = 1) an der Anode. Im Ge-
gensatz dazu liegen Abb. 4.5b ein konstanter Wasserstoff- und Wasserdampf-
anteil von jeweils 50% an der Anode und ein variabler Sauerstoffgehalt an der 
Kathode zugrunde.   
  
Abb. 4.5: Durch Kathoden- und Anodenteilreaktion freigesetzte Reaktions-
wärme in Abhängigkeit von der Luft- und Brennstoffzusammensetzung 
4. Thermoelektrochemische Modellierung der SOFC 
47 
Wie direkt aus den Abbildungen ersichtlich ist, handelt es sich nur bei der ka-
thodenseitigen Teilreaktion um eine exotherme Reaktion. Die anodenseitige 
Teilreaktion hingegen ist für einen anodenseitigen Wasserstoffanteil von über 
2% stets endotherm. Die Gesamtreaktion besitzt exothermen Charakter, die 
insgesamt freigesetzte Wärmemenge steigt jedoch zu geringen Wasserstoff- 
und Sauerstoffkonzentrationen hin an. Dies ist plausibel, da mit sinkenden 
Partialdrücken der Edukte H2 und O2 ein immer geringerer Anteil der Reak-
tionsenthalpie ∆RH als Nutzarbeit zur Verfügung steht und somit die freigesetz-
te Wärmemenge gemäß Gl. 2.4 ansteigen muss. 
 
Es ist daher festzuhalten, dass im Gegensatz zur gängigen Praxis bei der Mo-
dellierung von SOFC die Reaktionswärme nicht an der Anode, sondern in  
erster Linie an der Kathode anfällt und sogar ein Teil der kathodenseitig frei-
gesetzten Wärme anodenseitig absorbiert wird.  
4.5.4.2 Weitere Wärmeerzeugungsmechanismen 
Auch für die Einbindung der übrigen genannten Wärmefreisetzungsmecha-
nismen in das räumlich aufgelöste Modell ist es erforderlich zu ermitteln, in 
welcher Menge und an welchen Stellen Wärme in der Brennstoffzelle freige-
setzt bzw. entzogen wird. 
 
Die Hemmung des Stofftransports zu den Dreiphasengrenzen führt dazu, dass 
die gasförmigen Reaktanden O2 und H2 dort mit geringerem Partialdruck als 
im Gaskanal vorliegen. Wie im vorhergehenden Abschnitt erläutert, bedingt 
dies eine zusätzliche Wärmeerzeugung an den kathodischen und anodischen 
Reaktionszentren (bzw. anodenseitig eine verminderte Wärmeabsorption). Die 
resultierenden, pro Flächeneinheit freigesetzten Wärmeströme lassen sich 
entweder aus der Entropieänderung oder aber einfacher aus den elektrischen 
Größen Stromdichte und Diffusionsüberspannung gemäß  
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berechnen. Ganz analog ergeben sich die aus den Durchtrittsverlusten an den 
beiden Dreiphasengrenzen resultierenden Wärmeströme pro Flächeneinheit 
aus  
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Zu einer räumlich verteilten Erwärmung führen demgegenüber die Ohm’schen 
Verluste in den stromdurchflossenen Zellkomponenten. Sie wird als Joule’sche 
Erwärmung bezeichnet. Der pro Volumeneinheit freigesetzte Wärmestrom ist 
bestimmt durch die lokale Stromdichte j und die elektronische bzw. ionische 
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Leitfähigkeit σ des Materials: 
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Die endotherme Reformierungsreaktion von Methan führt im Fall direkter in-
terner Reformierung zu einem lokal begrenzten Wärmeentzug. Sie wird durch 
Nickel katalysiert und ist somit an das nickelhaltige Anodenmaterial gebunden. 
Da das Methan über den Brenngaskanal zugeführt wird und die Dampfrefor-
mierung laut Lehnert et al. (2000) um ein Vielfaches (Faktor 42 bei 900°C) 
schneller als die H2-O2-Reaktion abläuft, wird die Reformierungsreaktion und 
der damit verbundene Wärmeentzug im Modell der Außenseite der Anode zu-
gewiesen. Die Shiftreaktion wird hingegen angesichts ihrer schnellen Reak-
tionskinetik und der Unabhängigkeit von einem Katalysatormaterial im Modell 
dem Brenngaskanal zugeordnet.  
Durch die Verwendung von Bildungsenthalpien in der Leistungsbilanz jedes 
Bilanzvolumens ist im Gegensatz zu den oben aufgeführten Wärmequellter-
men der durch die Reformierungs- und Shiftreaktion resultierende Wärmeein- 
bzw. -austrag nicht explizit zu berechnen. 
 
Abbildung 4.6 vermittelt einen Eindruck von der unterschiedlichen Relevanz 
der in der MEA wirkenden Wärmeerzeugungsmechanismen; sie zeigt die frei-
gesetzte Wärmemenge pro Längeneinheit der modellierten Tubularzelle über 
der Temperatur bei Werten der elektrischen Stromdichte von 500 bzw. 
3000 A/m². Wie hieraus hervorgeht, dominieren die durch die Elektrodenteilre-
aktionen bedingten Wärmequellterme Q’reac deutlich über Q’act, Q’conc und Q’Ω. 
 
 
Abb. 4.6: Anteil der verschiedenen Verlustmechanismen an der Wärmefrei-
setzung bei einer Stromdichte von 500 A/m² (links) bzw. 3000 A/m² (rechts) 
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Während die irreversiblen Verluste und damit auch die resultierende Wärme-
erzeugung mit steigender Temperatur abnehmen, wächst der Einfluss der exo-
thermen Kathodenteilreaktion und der endothermen Anodenteilreaktion mit 
steigender Temperatur noch an. Der Anteil der Diffusionsverluste an der Wär-
mefreisetzung in der MEA bleibt marginal. Bemerkenswert ist der starke An-
stieg der Joule’schen Wärmeerzeugung bei Erhöhung der Stromdichte, der 
dadurch bedingt ist, dass die Ohm’schen Verluste dem Quadrat der elektri-
schen Stromdichte proportional sind. 
Die Dominanz der Elektrodenteilreaktionen legt nahe, dass diese wesentlichen 
Einfluss auf das radiale Temperaturprofil besitzen und ihre räumlich getrennte 
Modellierung für eine exakte Bestimmung erforderlich ist. 
4.5.5 Wärmeübertragungsmechanismen  
Das erarbeitete SOFC-Modell berücksichtigt alle relevanten Wärmetransport-
mechanismen: Wärmeleitung, konvektiven Wärmeübergang zwischen Gas-
strömen und Kanalwänden, Wärmestrahlung sowie den an Stoffströme ge-
bundenen (konvektiven) Enthalpietransport.  
4.5.5.1 Wärmeleitung 
Die Wärmeleitung beschreibt den Energietransport durch atomare oder mole-
kulare Wechselwirkungen unter dem Einfluss eines Temperaturgradienten. 
Der Wärmetransport durch Leitung in einem homogenen, isotropen Medium 
wird durch den Fourier’schen Wärmeleitungssatz (siehe auch Merker und 
Eiglmeier (1999)) 
  
 TQ cond ∇⋅λ−=′′&  (4.42)
  
beschrieben, der die Wärmestromdichte über die Wärmeleitfähigkeit λ des Ma-
terials mit dem dreidimensionalen Temperaturfeld in Beziehung setzt.  
Zur Beschreibung der tubularen SOFC ist der Vektor der Wärmestromdichte in 
Gl. 4.42 in Zylinderkoordinaten auszudrücken. Auf Grund der zugrunde geleg-
ten Annahme eines zylindersymmetrischen Temperaturfeldes setzt er sich nur 
aus einer r- und einer z-Komponente zusammen, da der Gradient in Umfangs-
richtung Null ist: 
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Im Rahmen des hier beschriebenen Modells wird der Mechanismus der Wär-
meleitung in den keramischen SOFC-Komponenten in axialer und in radialer 
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Richtung berücksichtigt. Die Bedeutung der Wärmeleitung in den Gasräumen 
der SOFC lässt sich mit Hilfe der Peclet-Zahl einschätzen, die den konvektiven 
Wärmetransport in Strömungsrichtung zu dem durch Wärmeleitung ins Ver-
hältnis setzt (vgl. Bird et al. (2002)): 
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Hierin geben L und A die Länge bzw. Querschnittsfläche der Gaskanäle an, λ 
beschreibt die Wärmeleitfähigkeit der hindurchströmenden Gasgemische. Im 
Fall der betrachteten SOFC nimmt die Pe-Zahl Werte in der Größenordnung 
103 (brennstoffseitig) bis 105 (luftseitig) an. In den Gaskanälen ist daher der 
Einfluss der Wärmeleitung gegenüber dem des konvektiven Wärmetransports 
vernachlässigbar. 
4.5.5.2 Konvektiver Wärmeübergang 
Wärmeübertragung durch Konvektion beruht im Gegensatz zur Wärmeleitung 
auf einer makroskopischen Teilchenbewegung, die nur in Fluiden möglich ist. 
Als konvektiver Wärmeübergang wird die Wärmeübertragung zwischen einer 
festen Wand und einem strömenden Fluid bezeichnet. Er wird wesentlich be-
einflusst von der Geschwindigkeits- und Temperaturgrenzschicht an der Wand 
(vgl. Abb. 4.3 in Abschnitt 4.5.1.1), die durch den Strömungszustand und die 
Eigenschaften des Fluids bestimmt sind.  
 
In der röhrenförmigen SOFC tritt konvektiver Wärmeübergang in den drei Gas-
räumen auf (vgl. Abb. 4.7): (a) zwischen der Innenwand des Luftzuführungs-
rohrs und der hindurchströmenden Luft; (b) zwischen dem kathodenseitigen 
Luftstrom, der Außenseite des Luftzuführungsrohres und der Innenseite der 
Kathode; sowie (c) zwischen dem Brennstoffstrom und der Außenseite der 
Anode. 
 
Abb. 4.7: Gasräume mit konvektivem Wärmeübergang in der SOFC: (a) Luft im 
Luftzuführungsrohr (AFT) , (b) Kathodengasraum,  (c) Anodengasraum 
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Der konvektive Wärmeübergang von einem Feststoff an ein angrenzendes 
Fluid wird durch das Newton’sche Abkühlungsgesetz 
  
 ( )FWconv TThQ −⋅=′′&  (4.45)
  
beschrieben, in dem Q’’conv den pro Flächeneinheit transportierten Wärme-
strom, h den lokalen Wärmeübergangskoeffizienten und TW, TF die Wand- 
bzw. die mittlere Fluidtemperatur bezeichnen. Der Wärmeübergangskoeffizient 
h ist dabei über die Beziehung  
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mit dem durch die Nusselt-Zahl Nu charakterisierten, dimensionslosen Tempe-
raturgradienten an der Wand, dem hydraulischen Durchmesser des Gaskanals 
dh und der Wärmeleitfähigkeit λ des Gasgemischs verknüpft. Letztere ist in 
Abhängigkeit von der Gaszusammensetzung und der Temperatur aus den im 
Anhang A-1.2 gegebenen Gleichungen zu berechnen. Der hydraulische 
Durchmesser eines Strömungsquerschnitts bestimmt sich aus seiner Fläche A 
und seinem Umfang U gemäß  
 
U
A4dh
⋅
= . (4.47)
  
Voraussetzung für die Ermittlung der Wärmeübergangskoeffizienten ist  
darüber hinaus die Kenntnis des Strömungszustands in den Gaskanälen der 
SOFC. Dieser lässt sich durch eine Betrachtung der Reynolds-Zahl 
  
 µ
⋅⋅ρ
=
hduRe
 (4.48)
  
aus der Dichte ρ, der Strömungsgeschwindigkeit u und der dynamischen Vis-
kosität µ der Gasgemische ermitteln. Für den im Abschnitt 4.8.2 spezifizierten 
Referenzarbeitspunkt der Brennstoffzelle gibt Tabelle 4.2 die in den Gaskanä-
len vorliegenden Reynolds-Zahlen an. Zum Vergleich aufgeführt sind außer-
dem die Bossel (1992) entnommenen kritischen Reynolds-Zahlen Recrit, unter-
halb derer von laminarer Strömung ausgegangen werden kann. Diese sind 
abhängig von der Geometrie des jeweiligen Strömungsquerschnitts (siehe 
auch Abb. 4.7): Im Fall des Luftstroms in der AFT gilt daher gerade der Wert 
für den kreisförmigen, im Fall des Kathodengaskanals der für den ringförmigen 
Querschnitt. Der Brenngasströmungsquerschnitt zwischen den Brennstoff-
zellenröhren wird durch einen quadratischen Querschnitt angenähert, dessen 
hydraulischer Durchmesser mit dem des Zellzwischenraums übereinstimmt. 
Wie ein Vergleich der vorliegenden Re-Zahlen mit den kritischen Werten zeigt, 
liegt in allen Gasräumen der SOFC laminare Strömung vor.  
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SOFC-Gaskanal Strömungsquerschnitt Re Recrit 
Luftstrom im Luftzuführungsrohr kreisförmig 950 2100 
Luftstrom entlang der Kathode ringförmig 250 1800 
Brennstoffstrom entlang der Anode ~ quadratisch 50 4300 
Tabelle 4.2: In den Gaskanälen der SOFC vorliegende Reynolds-Zahlen und 
Grenzwerte für den laminaren Strömungszustand 
Die Nusselt-Zahlen der gebräuchlichsten Strömungsquerschnitte werden übli-
cherweise für zwei Grenzfälle aus den zugrunde liegenden Impuls- und Ener-
giebilanzen ermittelt und tabelliert: für den Fall eines in Strömungsrichtung 
konstanten Wärmestroms an der betrachteten Wand sowie für den Fall in 
Strömungsrichtung konstanter Wandtemperatur. Da in den Gaskanälen der zu 
modellierenden Brennstoffzelle weder der eine noch der andere Grenzfall in 
Reinform vorliegt, wird zur Beschreibung des konvektiven Wärmeübergangs 
der arithmetische Mittelwert der zugehörigen Nusselt-Zahlen verwendet, wie 
es in der SOFC-Modellierung gängige Praxis ist (siehe u. a. Rechenauer und 
Achenbach (1993), Reus (1996), Stiller (2006)). 
 
Im Fall der Luftströmung im Innern der AFT und der Brenngasströmung im 
Zellaußenraum sind die Nusselt-Zahlen ausschließlich geometrieabhängig und 
liegen in tabellierter Form z. B. in Kays und Crawford (1993) vor.  
 
Ein komplizierterer Fall liegt hingegen bei der Wärmeübertragung an den 
Wänden des ringförmigen Kathodengaskanals vor. Lundberg et al. (1972) ha-
ben den Wärmeübergang bei laminarer Strömung durch konzentrische ring-
förmige Querschnitte im Detail untersucht. Für die voll ausgebildete Strömung 
ergeben sich die Nusselt-Zahlen bei konstanter, an der Innen- und Außen-
wand jedoch möglicherweise unterschiedlicher Temperatur als Funktionen des 
Verhältnisses 
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von Innen- zu Außenradius. Unter Verwendung der Hilfsgrößen 
berechnen sich die Nusselt-Zahlen an der Innen- bzw. Außenwand gemäß 
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Im Grenzfall konstanter Wärmeströme an den Wänden lassen sich die Nus-
selt-Zahlen hingegen nicht als Funktionen ausschließlich geometrischer Grö-
ßen angeben. Die Wärmeströme an der Innen- und der Außenwand des Ka-
nals stehen in diesem Fall miteinander in Wechselwirkung, so dass das  
Newton’sche Abkühlungsgesetz zur Beschreibung des Wärmetransportpro-
blems nicht ausreicht. Für den ringförmigen Kathodengaskanal wurde daher 
im Rahmen dieser Arbeit eine erweiterte Gleichung aus den zugrundeliegen-
den Differenzialgleichungen abgeleitet, die die Wärmestromdichten an der In-
nen- und der Außenwand in Abhängigkeit von den Temperaturen beider Wän-
de TW1 und TW2 sowie der mittleren Fluidtemperatur TF beschreibt: 
  
 2W3F21W1conv ThThThQ ⋅+⋅+⋅=′′&  (4.52)
  
Die Vorgehensweise zur Herleitung dieser erweiterten Gleichung und zur Er-
mittlung der je Kanalwand erforderlichen drei modifizierten Wärmeübergangs-
koeffizienten h ist im Anhang A-1.7 dargestellt.  
4.5.5.3 Wärmestrahlung 
Als Strahlungsaustausch bezeichnet man den Austausch von Energie zwi-
schen zwei Systemen mittels elektromagnetischer Wellen. Im Gegensatz zum 
Wärmetransport durch Leitung und Konvektion ist Wärmestrahlung unab-
hängig von stofflichen Energieträgern und ist damit als einziger Wärmetrans-
portmechanismus auch im Vakuum wirksam. 
 
Die von einem optisch schwarzen Körper in Abhängigkeit von seiner Tempera-
tur emittierte Wärmestromdichte wird durch das Stefan-Boltzmann-Gesetz  
  
 
4
Brad TσQ ⋅=′′&  (4.53)
  
beschrieben, in dem σB = 5,67·10-8 W/(m²·K) die Stefan-Boltzmann-Konstante 
bezeichnet. Auf Grund der Proportionalität des Strahlungswärmestroms zur 
vierten Potenz der Temperatur besitzt die Wärmestrahlung bedeutenden Ein-
fluss auf den Wärmehaushalt der auf hohem Temperaturniveau betriebenen 
SOFC, wie aus der im  Anhang A-1.4 skizzierten Zerlegung der Strahlungs-
gleichung unmittelbar ersichtlich ist. Ihre Berücksichtigung im Modell ist damit 
unverzichtbar. 
 
In der vorliegenden Arbeit wird Wärmetransport durch Strahlung zwischen 
dem Luftzuführungsrohr und der Kathodeninnenseite sowie zwischen der 
Anodenaußenseite und den Stackreformern einbezogen. Der von den Gasen 
in der Brennstoffzelle absorbierte Strahlungsanteil ist demgegenüber  
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unbedeutend, wie sich über eine Abschätzung der Gasabsorptionskoeffizien-
ten für die vorliegende Geometrie nach Incropera und DeWitt (1996) zeigen 
lässt. Abbildung 4.8 stellt die im Strahlungsaustausch stehenden Oberflächen 
der SOFC und die im Folgenden zur Beschreibung verwendeten Indizes dar. 
 
Abb. 4.8: Im Strahlungsaustausch stehende Oberflächen von Luftzuführungs-
rohr und Kathode (a) sowie Stackreformer und Anode (b) 
Der in Längsrichtung variierende Strahlungswärmestrom zwischen dem Luft-
zuführungsrohr und der Innenseite der Kathode lässt sich mit Hilfe der Bezie-
hungen für zwei lange, optisch graue Koaxialzylinder von Incropera und  
DeWitt (1996) berechnen: 
  
 






−
ε
+
ε
−
⋅σ=
11
A
1
A
1
)z(T)z(T)z(Q
cacaAFTAFT
4
ca
4
AFT
Brad
&
. (4.54)
  
Hierin bezeichnet ε den Emissions- bzw. Absorptionsgrad der Oberflächen. 
Die Beschreibung als Anordnung langer Koaxialzylinder impliziert, dass Strah-
lungswärmetransport ausschließlich in radialer Richtung erfolgt. Unberücksich-
tigt bleibt dabei ein geringer, bei axialen Temperaturunterschieden auftreten-
der Strahlungsanteil in Längsrichtung der Brennstoffzellenröhre. Da eine phy-
sikalisch exakte Beschreibung unter Einbezug mehrerer, in axialer Richtung 
aufeinanderfolgender Bilanzvolumina einen hohen numerischen Aufwand er-
fordert und der axial gerichtete Strahlungsanteil auf Grund des geringen Ab-
stands der Koaxialzylinder klein ist, wird in der vorliegenden Arbeit die in die-
sem Zusammenhang übliche Beschreibung durch Gl. 4.54 gewählt (vgl. Tho-
rud (2005), Xue et al. (2005)) oder Qi et al. (2006)). Auf Grund der nivellieren-
den Wirkung axial gerichteter Strahlung können durch diese Vorgehensweise 
axiale Temperaturgradienten ausschließlich (hinsichtlich ihres Betrages) über-
schätzt, nicht jedoch unterschätzt werden.  
 
Ein analoger Ansatz wird zur Modellierung des Strahlungswärmeaustauschs 
zwischen den Außenflächen der SOFC-Röhren und den Stackreformern  
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(indirekten internen Reformern: Index ‚IIR’) verwendet:  
Da, wie in Abschnitt 4.3 dargelegt, übereinstimmendes Verhalten aller Brenn-
stoffzellenröhren im Stack angenommen wird, stehen der Gesamtheit von 
ncell = 1140 Röhren, deren Temperaturen an der Anodenaußenseite nur in  
axialer Richtung variieren, insgesamt (2·nIIR - 4) = 32 Stackreformerwände ge-
genüber, deren Temperatur ebenfalls in axialer Richtung variiert. Somit lässt 
sich der Strahlungsaustausch näherungsweise als der zweier optisch grauer, 
paralleler Platten der Fläche A beschreiben (vgl. Incropera und DeWitt (1996)). 
Der einer einzelnen SOFC-Röhre an der Anodenoberfläche entzogene Wär-
mestrom ergibt sich auf diese Weise zu 
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4.5.5.4 Stoffgebundener Wärmetransport 
Der an den Stofftransport gekoppelte, konvektive Wärmetransport wird in der  
Leistungsbilanz (Gl. 4.33) durch das Produkt der Molenströme mit den partiel-
len molaren Bildungsenthalpien der Gaskomponenten berücksichtigt. Letztere 
berechnen sich laut Atkins und de Paula (2006) gemäß 
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(4.56)
  
aus den für Tref = 298 K tabelliert vorliegenden Werten der Standardbildungs-
enthalpie und der molaren Wärmekapazität cp,i des betrachteten Gases.  
 
Bei der Modellierung des stoffgebundenen Wärmetransports drängt sich die 
Einschätzung auf, dass nicht nur mit dem axial und radial gerichteten Stoff-
strom der Gase, sondern auch mit dem Strom von Sauerstoff-Ionen durch den 
Elektrolyten ein Transport von Wärme verbunden sein muss. Wie bereits in 
Abschnitt 4.5.4.1 erläutert, ist jedoch die partielle molare Enthalpie geladener 
Teilchen nicht definiert. Damit ist die Implementierung der den Enthal-
pietransport beschreibenden Terme zunächst formal nicht möglich. 
 
Eine Lösung dieses Problems lässt sich auf Basis der Arbeit von Ito et al. 
(1982) entwickeln, die bereits für die Analyse der Wärmefreisetzung an den 
Elektroden auf Basis der Seebeck-Koeffizienten (vgl. Anhang A-1.6) eine zent-
rale Rolle gespielt hat: Mit Hilfe der Nichtgleichgewichtsthermodynamik haben 
die Autoren einen analytischen Ausdruck für das Temperaturprofil im Elektroly-
ten einer elektrochemischen Zelle entwickelt. Dieser lautet für einen ebenen 
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Elektrolyten unter der Annahme konstanter Wärmeleitfähigkeit λel und  
eindimensionalen Energietransports 
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Erwartungsgemäß ist zusätzlich zum Wärmetransport durch Leitung und zur 
Joule’schen Erwärmung ein mit dem Wärmeinhalt der Sauerstoff-Ionen ver-
knüpfter Term zu berücksichtigen. Mit Hilfe der im Anhang A-1.6.4 abgeleite-
ten Beziehung zwischen dem Thomson-Koeffizienten der Sauerstoff-Ionen χO2- 
und der isobaren Wärmekapazität gasförmigen Sauerstoffs cp,O2 (vgl. Gl. A.20) 
lässt sich der interessierende Term in der obigen Gl. 4.57 durch die folgende 
Näherung ersetzen: 
 
dx
dT
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dTj 2O,p2O ⋅⋅≈⋅χ⋅ −  (4.58)
  
  Somit lässt sich der von Sauerstoff-Ionen durch den Elektrolyten transportierte 
Wärmestrom in einfacher Form durch einen äquivalenten Molenstrom von 
Sauerstoffmolekülen modellieren, deren partielle molare Enthalpie bekannt ist. 
4.6 Modellerweiterung um Komponenten des SFC200-Systems  
Mit Abschluss des vorangegangenen Abschnittes sind die zur Modellierung 
der SOFC-Röhre benötigten physikalischen Zusammenhänge nun vollständig 
dargelegt. Um den Betrieb der Brennstoffzelle in einer realen Anlage simulie-
ren zu können, wird das Einzelzellmodell im Folgenden noch um die Beschrei-
bung der wichtigsten Modulkomponenten des SFC200-Systems erweitert.  
 
Abbildung 4.9 zeigt die relevanten Modulkomponenten sowie die zwischen ih-
nen ausgetauschten Prozessgasströme und verdeutlicht die unterschiedlich 
detaillierten Ansätze der Modellierung. Überdies geht hieraus hervor, welche 
Komponenten im stationären Modell Berücksichtigung finden, das vorwiegend 
der Modellanpassung und -prüfung dient, und welche Auswahl von „Kernkom-
ponenten“ auf Grund ihres unmittelbaren Einflusses auf das instationäre Be-
triebsverhalten der SOFC-Röhren auch im dynamischen Modell enthalten ist. 
 
Nachdem die Funktionsweise der Modulkomponenten bereits im Abschnitt 3.3 
und alle erforderlichen physikalischen Zusammenhänge in den vorange-
gangenen Abschnitten 4.5.1 bis 0 erläutert worden sind, beschränken sich die 
folgenden Abschnitte auf eine kurze Darstellung der Überlegungen und Glei-
chungen, die der Modellerweiterung zugrunde liegen.  
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Abb. 4.9: Fließbild des SFC200-Moduls und gewählte Modellierungstiefe 
4.6.1 Zellstack 
Unter der in Abschnitt 4.3 getroffenen Annahme, dass sich alle 1140 Röhren-
zellen im SOFC-Stack in gleicher Weise verhalten und identischen Betriebs-
bedingungen ausgesetzt sind, lassen sich die Modulgrößen in einfacher Weise 
mit denen der Einzelzelle verknüpfen. 
 
Auf Grund der in Abschnitt 3.3.1 dargestellten elektrischen Verschaltung der 
SOFC-Röhren im Modul besteht zwischen der elektrischen Gesamtspannung 
des Moduls Umod und der Spannung einer Einzelzelle Ucell der Zusammenhang 
  
 cellmod U380U ⋅= . (4.59)
 
 
  Jede Zelle wird dabei von einem Drittel des Modulstroms Imod durchflossen: 
  
 cellmod I3I ⋅=  (4.60)
 
 
  Infolge der obigen Annahme muss sich der dem SOFC-Stack zugeführte Luft- 
und Brennstoffstrom gleichmäßig auf die Einzelzellen verteilen. Für die Stoff-
ströme ni im Modul und an der Einzelzelle gilt daher der Zusammenhang  
  
 cell,imod,i n1140n && ⋅= . (4.61)
 
 
  Direkt ersichtlich ist auch, dass der in der horizontalen Ebene von den Brenn-
stoffzellenanoden an die Gesamtheit aller Stackreformer übertragene  
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Strahlungswärmestrom Qrad,IIR gemäß 
  
 )z(Q1140)z(Q cell,radIIR,rad && ⋅=  (4.62)
 
 
  mit dem von einer Einzelzelle abgestrahlten Wärmestrom Qrad,cell verknüpft ist. 
Wie bereits in Abschnitt 4.5.5.3 angemerkt, variiert der Betrag des übertrage-
nen Wärmestroms dabei in Längsrichtung der Zelle. 
4.6.2 Brennstoffversorgung und -aufbereitung 
Die zur Brennstoffversorgung des SOFC-Stacks dienenden Komponenten sind 
die zwei Strahlpumpen, die beiden Vorreformer und die 18 in direkter Nach-
barschaft der Zellbündelreihen angeordneten Stackreformer (vgl. Ab-
schnitt 3.3.1). Unter Ausnutzung eines von Veyo et al. (2003) angegebenen 
Rezirkulationsfaktors Frec kann die von den Strahlpumpen rezirkulierte Menge 
abgereicherten Brennstoffs ni,rec aus dem SOFC-Stack gemäß  
  
 
( )out,cell,irecrec,i n1140Fn && ⋅⋅=  (4.63)
  
ermittelt werden, ohne dass die Druckverhältnisse im Brennstoffzellenmodul 
berechnet werden müssen. Die Funktionalität der adiabat angenommenen 
Strahlpumpen beschränkt sich damit auf die ideal isolierter Mischkammern, in 
denen der frische Erdgasstrom (bestehend aus CH4, C2H6, C3H8, C4H10, CO2 
und N2, vgl. Tabelle A.14 im Anhang A-2.2) mit dem rezirkulierten Brennstoff-
strom vermischt wird. In den anschließend durchströmten Vorreformern, die 
ebenfalls adiabat modelliert werden, erfolgt die vollständige Reformierung der 
höheren Kohlenwasserstoffe zu H2 und CO gemäß Gl. 3.1.  
 
Innerhalb der Stackreformereinheiten zwischen den Zellbündelreihen erfolgt 
die anteilige oder vollständige Dampfreformierung von Methan. Informationen 
über die exakte Geometrie und die katalytische Beschichtung im Reformerin-
nern sind allerdings nicht öffentlich zugänglich. Daher wird der Reaktionsum-
satz an Methan in diesem Fall wie in der Arbeit von Stiller (2006) nicht kine-
tisch kontrolliert beschrieben, sondern der Gesamtmethanumsatz ∆nCH4,Ref,IIR 
aus einem im Modell vorzugebenden Reformierungsgrad γRef gemäß  
  
 in,IIR,4CHfReIIR,fRe,4CH nn && ⋅γ=∆  (4.64)
  
bestimmt. Die parallel ablaufende Shiftreaktion wird wie im Fall der SOFC-
Röhre als im temperaturabhängigen Gleichgewicht befindlich angenommen. 
 
Wie in Abschnitt 4.3 erwähnt, sind die im Strahlungsaustausch mit den SOFC-
Röhren stehenden Stackreformereinheiten in vertikaler Richtung aufgelöst zu 
modellieren, um eine unrealistische Verzerrung des brennstoffzellenseitigen 
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Temperaturprofils zu vermeiden. In Anbetracht der unsicheren Geometriever-
hältnisse in den Stackreformern und zur Begrenzung der Modellkomplexität 
wird jedoch auf eine detaillierte Modellierung des Wärmeübergangs im Inneren 
der Reformereinheiten verzichtet. Vielmehr wird angenommen, dass durch die 
intern ablaufenden Reformierungs- und Shiftreaktionen allen Bilanzvolumina 
der Stackreformer in gleichem Maße Wärme entzogen wird. Hiermit geht ein-
her, dass nicht lokale Stoffbilanzen für jede Rechenzelle formuliert werden, 
sondern die Stoffbilanzierung makroskopisch für die Gesamtheit der Stack-
reformer erfolgt. 
 
Im Sinne einer einfacheren Modellimplementierung und eines reduzierten Re-
chenaufwands ist es anzustreben, nicht jede Komponente des SOFC-Moduls 
einzeln zu modellieren, sondern mehrere Komponenten zusammengefasst zu 
beschreiben, wenn es physikalisch sinnvoll ist. Dies ist im Fall der Strahlpum-
pen, Vorreformer und Stackreformer gegeben. Die resultierenden, zusam-
mengefassten Stoffbilanzen sind in Tabelle A.3, Anhang A-1.5.2 aufgeführt.  
 
Nicht nur die Stoffbilanzierung, sondern auch die Leistungsbilanzierung kann 
in kompakter Form erfolgen: Da die Strahlpumpen und Vorreformer adiabat 
angenommen werden und ihre Wärmespeicherwirkung gegenüber der der 
Stackreformer und des Zellstacks vernachlässigbar ist (vgl. auch Stiller 
(2006)), bleibt die Enthalpie des Brennstoffstroms bei Durchtritt durch Strahl-
pumpe und Vorreformer unverändert, denn die allgemeine Leistungsbilanz re-
duziert sich für diese Komponenten mit Q = 0 und P = 0 auf  
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Der den Strahlpumpen zugeführte Enthalpiestrom stimmt also mit dem in die 
Stackreformer eintretenden Enthalpiestrom überein. Unter Berücksichtigung 
der vertikal gerichteten Wärmeleitung in den Stackreformerwänden (Qcond) und 
des lokalen Strahlungswärmeeintrags von Seiten der SOFC-Röhren (Qrad) er-
gibt sich die dynamische Leistungsbilanz für eine Rechenzelle der Stackrefor-
mer damit zu    
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Hierin beschreibt  
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den Wärmestrom, der den Stackreformern insgesamt durch die chemischen 
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Reaktionen und die Temperaturänderung des Brennstoffstroms im Reformer 
zugeführt (bzw. in diesem Fall auf Grund des sich ergebenden negativen Vor-
zeichens entzogen) wird. Die Gasaustrittstemperatur entspricht im Modell der 
des untersten, d.h. zuletzt durchströmten, Stackreformer-Bilanzvolumens. 
4.6.3 Luftversorgung und -vorwärmung 
Im Gegensatz zu den eben beschriebenen Komponenten des Brennstoffkreis-
laufs besitzen die oberhalb des SOFC-Stacks angeordneten Nachverbren-
nungszonen, der Abgaswärmetauscher und der Abgassammler weit geringe-
ren Einfluss auf den Wärmehaushalt der Zelle. Sie bestimmen ausschließlich 
die Temperatur, welche die Luft im Inneren der AFT auf Höhe des oberen 
Brennstoffzellenendes besitzt. Aus diesem Grund wird auf die Einbindung die-
ser Modulkomponenten in das dynamische Modell verzichtet. Stattdessen wird 
die Lufteintrittstemperatur als Eingabegröße für die dynamische Simulation 
verwendet. Daher genügt an dieser Stelle die Formulierung der Modellglei-
chungen für den stationären Fall. 
 
Wie bereits im vorhergehenden Abschnitt erfolgt die Modellierung auch in die-
sem Fall nicht streng komponentenweise. Vielmehr orientiert sie sich an der 
Funktionalität der Modulkomponenten. So erfolgt in den Nachverbrennungs-
zonen sowohl die Verbrennung des abgereicherten Restbrennstoffs als auch 
ein Wärmeaustausch zwischen Luft und Brenn- bzw. Abgas durch die Wände 
der Luftzuführungsrohre. Im Modell sind diese Funktionen entkoppelt zu be-
schreiben, d.h. die Nachverbrennungszonen werden als Reihenschaltung  
eines adiabaten Verbrennungsreaktors und eines Wärmetauschers modelliert. 
Die darüberliegenden Komponenten Abgaswärmetauscher und -sammler be-
sitzen ausschließlich Wärmetauscherfunktionalität.  
 
Im Verbrennungsreaktor erfolgt die vollständige Oxidation des im Restbrenn-
stoff noch enthaltenen H2 und CO zu H2O bzw. CO2. Da die Brennstoffzelle 
üblicherweise mit einem Luftüberschuss von 4-6 betrieben wird (d.h. vier- bzw. 
sechsmal mehr Luftsauerstoff zugeführt als im SOFC-Stack elektrochemisch 
umgesetzt wird), steht jederzeit ausreichend Sauerstoff für die Oxidationsreak-
tionen zur Verfügung. Die den Nachverbrennungsvorgang beschreibenden 
Stoffbilanzen gemäß Gl. 4.23 sind in Tabelle A.4 im Anhang A-1.5.2 zusam-
mengestellt. Die Leistungsbilanzierung für den Verbrennungsreaktor verein-
facht sich wie im Fall der adiabaten Strahlpumpen und Vorreformer (vgl. 
Gl. 4.65), d.h. der austretende Enthalpiestrom ist mit dem eintretenden 
Enthalpiestrom identisch. 
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Die Berechnung von Wärmetauschern erfolgt üblicherweise über die sie cha-
rakterisierende Wärmedurchgangszahl und die mittlere logarithmische Tempe-
raturdifferenz. Die für diese Vorgehensweise benötigten Gleichungen, die eine 
rein makroskopische Betrachtung des Wärmetauschers erlauben, werden u. a. 
von Incropera und DeWitt (1996) abgeleitet. Voraussetzung für eine solche 
Beschreibung ist jedoch, dass die spezifische Wärmekapazität der Gase in 
guter Näherung als konstant angesehen werden kann. Damit ist ihre Anwen-
dung auf die Wärmetauscher im SOFC-Modul nicht möglich: Auf Grund der 
starken Temperaturänderung der Gase wäre die so berechnete Lufteintritts-
temperatur mit einem beträchtlichen Fehler behaftet. 
 
Die Modellierung der Wärmetauscher erfolgt daher räumlich aufgelöst mit  
einem 1D-Ansatz. Dabei wird angenommen, dass zwischen den verschiede-
nen Komponenten des Moduls keine Wärmeleitung über das Material des 
Luftzuführungsrohres erfolgt. Innerhalb eines Wärmetauschers wird sowohl die 
Wärmeleitung in der Wand des Luftzuführungsrohres als auch der konvektive 
Wärmeübergang zur Luft an der Innenseite und zum Abgas an der Außenseite 
des Rohres berücksichtigt. Die resultierende Leistungsbilanz in diskretisierter 
Form ist im Anhang A-1.5.3 aufgeführt. 
4.7 Modellimplementierung  
Die in den vorangegangenen Abschnitten vorgestellten Gleichungen mit den 
im Anhang A-2 aufgeführten Parametern charakterisieren das stationäre und 
instationäre Verhalten der Brennstoffzellenröhre und der sie direkt beeinflus-
senden Modulkomponenten. Werden diese Gleichungen für sämtliche Bilanz-
volumina des Systems aufgestellt, bilden sie ein umfangreiches nichtlineares 
Gleichungssystem. Auf Grund der räumlichen Diskretisierung besteht dies im 
stationären Fall ausschließlich aus algebraischen Gleichungen, im instationä-
ren Fall darüber hinaus auch aus gewöhnlichen Differenzialgleichungen mit 
Ableitungen nach der Zeit. Zur Lösung der Gleichungssysteme kommen daher 
im stationären und instationären Modell unterschiedliche numerische Verfah-
ren zum Einsatz, die in MATLAB (Version 7.4) bzw. MATLAB/Simulink imple-
mentiert worden sind. 
4.7.1 Realisierung des stationären Modells in MATLAB 
Die Programmier- und Simulationsumgebung MATLAB der Firma The 
MathWorks stellt umfangreiche Funktionen für mathematische Berechnungen, 
Datenanalysen und zur Visualisierung bereit (vgl. MathWorks (2007)). Dabei 
steht eine große Zahl vorgefertigter Algorithmen zur Verfügung, so dass der 
für die Implementierung eines Modells erforderliche Programmumfang deutlich 
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geringer als bspw. in C oder C++ ausfällt. Auf Grund der matrixbasierten 
Struktur ist MATLAB insbesondere für die im vorliegenden Fall erforderliche 
Handhabung großer linearer Gleichungssysteme geeignet.  
 
Das im Folgenden dargelegte Lösungsverfahren ist im Rahmen dieser Arbeit 
für den speziellen Zweck der SOFC-Simulation entwickelt worden. Gegenüber 
der Nutzung kommerzieller Modellierungsumgebungen wie z. B. COMSOL 
und der darin zur Verfügung stehenden Lösungsalgorithmen führt dies zu  
einem deutlichen Geschwindigkeitsvorteil bei der Simulation (vgl. Wächter 
(2004)). 
 
Abbildung 4.10 zeigt den zur Lösung des stationären Modells verwendeten 
Algorithmus in Form eines Ablaufdiagramms. Wie daraus ersichtlich ist, lassen 
sich die Prozesse in der Brennstoffzelle und den benachbarten Modulkompo-
nenten durch zwei weitgehend voneinander entkoppelte Teilmodelle beschrei-
ben, die vereinfachend als elektrochemisches und thermisches Modell be-
zeichnet werden sollen. Diese u. a. von Rechenauer und Achenbach (1993) 
sowie Selimovic (2000, 2002) bei der Modellierung von Planarzellen praktizier-
te Unterteilung ermöglicht die Anwendung der jeweils effizientesten Lösungs-
strategie für die den Stoff- und Ladungstransport beschreibenden Gleichungen 
einerseits und die Leistungsbilanzgleichungen andererseits. 
 
Wie in Abb. 4.10 dargestellt, werden nach der Parameter- und Variableninitia-
lisierung in einem ersten Berechnungsschritt auf Basis der Modelleingabe-
größen (vgl. Abb. 4.1) und der angenommenen Temperaturverteilung sämtli-
che zwischen den Modulkomponenten ausgetauschten Stoffströme ermittelt. 
Auf Grund der Kreislaufstruktur der Brennstoffversorgung ist hierzu ein ge-
schlossenes Gleichungssystem erforderlich. Denn über die Brennstoffrezirku-
lation wirkt die Brennstoffzusammensetzung bei Austritt aus dem SOFC-Stack 
auf die am Eintritt in den Stack zurück, was eine einfache sequentielle Be-
rechnung unmöglich macht. Durch die Vorgabe des elektrischen Stroms als 
Modelleingangsgröße ist die Austrittszusammensetzung bereits berechenbar, 
noch bevor die Gasverteilung im Zellinnern bestimmt wurde. 
 
Aus den nun bekannten, in die Gasräume der SOFC eintretenden Stoffströ-
men werden mit Hilfe des elektrochemischen Modells für jede axiale Rechen-
zelle einer Brennstoffzellenröhre die elektrische Stromdichte, die chemischen 
Umsatzraten und die resultierenden Molenströme berechnet. Da die Luftzu-
sammensetzung bei Eintritt in den Kathodengasraum noch exakt der bei Ein-
tritt in die AFT entspricht, kann die Berechnung sequentiell in Richtung der 
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Brennstoffströmung (d.h. von z = 0 bis z = L) erfolgen, was eine wichtige Ver-
einfachung bedeutet. Die Hauptschwierigkeit an dieser Stelle liegt im stark 
nichtlinearen und darüber hinaus von Temperatur und Gaszusammensetzung 
abhängigen Zusammenhang zwischen der Zellspannung und der elektrischen 
Stromdichte. Zur Stromdichteberechnung kommt daher das für die Lösung  
 
 
Abb. 4.10: Lösungsalgorithmus des stationären SOFC-Modells 
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nichtlinearer Gleichungssysteme geeignete Newton-Raphson-Verfahren zur 
Anwendung (siehe z. B. Constantinides und Mostoufi (1999)). 
 
Durch mehrfaches Ausführen des elektrochemischen Modells wird iterativ die 
Zellspannung bestimmt, für die das Integral über die Stromdichteverteilung 
gerade der vorgegebenen Zellstromstärke entspricht. Damit sind nunmehr die 
Stromdichte- und Molenstromverteilungen in der SOFC-Röhre sowie die zwi-
schen den Modulkomponenten ausgetauschten Stoffströme bekannt. Hieraus 
wird mit Hilfe des thermischen Modells im Folgenden die resultierende Tempe-
raturverteilung in der SOFC und den Modulkomponenten ermittelt.  
 
Anders als im Fall des elektrochemischen Modells kann die Berechnung dabei 
nicht sequentiell erfolgen, da als thermische Randbedingungen u. a. die Luft- 
und die Erdgaseintrittstemperatur zu erfüllen sind, die an ganz unterschiedli-
chen Stellen im Modul vorgegeben werden. Stattdessen werden sämtliche 
Leistungsbilanzen in ein lineares Gleichungssystem überführt und in Form  
einer Matrixgleichung simultan gelöst. Die thermischen Randbedingungen ge-
hen dabei direkt ins Gleichungssystem ein und werden so durch das in einem 
einzigen Rechenschritt ermittelte Temperaturfeld auf Anhieb erfüllt. 
 
Im Gegensatz zu den Gleichungen des elektrochemischen Modells besitzen 
die Leistungsbilanzgleichungen bereits überwiegend linearen Charakter. Aus-
nahmen bilden diesbezüglich die den stoffgebundenen Enthalpietransport und 
den Strahlungswärmeaustausch beschreibenden Terme, welche nichtlineare 
Abhängigkeiten von der Temperatur enthalten. Wie diese im Rahmen der vor-
liegenden Arbeit linearisiert werden, ohne dass hieraus ein systematischer 
Fehler in der vom Modell berechneten Temperaturverteilung erwächst, ist im 
Anhang A-1.4 erläutert. 
 
Wie aus Abb. 4.10 ersichtlich ist, werden zur Lösung des stationären Modells 
solange abwechselnd das elektrochemische Modell (mehrfach) und das ther-
mische Modell (einmalig) ausgeführt, bis das Konvergenzkriterium erfüllt ist. 
Dies ist bei gleichzeitiger Einhaltung der Konvergenzgrenzen |∆j|max < 0,3 A/m² 
und |∆T|max < 0,02 K der Fall. Für ein verbessertes Konvergenzverhalten 
kommt im stationären Modell das SOR(Successive Over-Relaxation)-
Verfahren zum Einsatz: Die neue Näherungslösung für das Temperaturfeld 
wird dabei als gewichteter Mittelwert aus dem Ergebnis der thermischen Mo-
dells und der vorherigen Näherungslösung berechnet, was eine hilfreiche nu-
merische Dämpfung bewirkt.  
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Bei der in dieser Form umgesetzten Modellimplementierung ist bewusst auf 
eine modulare, komponentenorientierte Programmstruktur zugunsten eines 
schnellen und stabilen Lösungsverfahrens verzichtet worden. Denn die simul-
tane Berechnung aller Leistungsbilanzgleichungen, die eine zentrale Stärke 
des Verfahrens ausmacht, wäre in einer streng modularen Modellstruktur nicht 
realisierbar.  
4.7.2 Umsetzung des dynamischen Modells in MATLAB/Simulink 
Zur Implementierung des dynamischen Modells der SOFC und ihrer Betriebs-
umgebung wird MATLAB mit Simulink kombiniert: Simulink ist ein Modul der  
MATLAB-Entwicklungsumgebung, das zur Simulation dynamischer Systeme 
dient. Im Unterschied zur textbasierten Programmierung in MATLAB werden 
die das System beschreibenden Gleichungen in Simulink grafisch in Form  
eines Blockdiagramms implementiert. 
 
Die Modellgleichungen des stationären und des instationären Modells stimmen 
mit Ausnahme der Leistungsbilanzgleichungen der Feststoffe vollständig 
überein. Es ist daher möglich, große Teile des zur stationären Simulation ent-
wickelten MATLAB-Codes auch im dynamischen Modell zu nutzen. Zu diesem 
Zweck wird der MATLAB-Programmcode mit Hilfe der als „S-Funktionen“ be-
zeichneten Schnittstellenfunktionen in die Simulationsumgebung eingebunden. 
Eine erneute Implementierung der Modellgleichungen in grafischer Form kann 
damit entfallen. 
 
Abbildung 4.11 veranschaulicht die Implementierung des dynamischen Mo-
dells in Simulink und zeigt im Detail den in der S-Funktion verwendeten Lö-
sungsalgorithmus: Sämtliche algebraischen Modellgleichungen werden inner-
halb der S-Funktion berechnet; Simulink wird demgegenüber ausschließlich 
zur Lösung der dynamischen Leistungsbilanzen der Feststoffe bzw. zur Ermitt-
lung der zeitlich veränderlichen Temperaturverteilung in diesen Komponenten 
eingesetzt. 
 
Die Lösung der algebraischen Modellgleichungen in der S-Funktion erfolgt mit 
Hilfe der im vorigen Abschnitt erläuterten Verfahren. Im Unterschied zur sta-
tionären Simulation werden im thermischen Teilmodell jedoch nur die Gas-
temperaturen berechnet. Die Feststofftemperaturen sind hingegen Zustands-
größen des dynamischen Systems und stehen der S-Funktion so als Ein-
gangsgröße zur Verfügung. Ist innerhalb der S-Funktion für die aktuelle Tem-
peraturverteilung in den Feststoffen (Ts) die Verteilung der elektrischen Strom-
dichte und der Molenströme sowie der Betrag der Zellspannung ermittelt,  
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Abb. 4.11: Lösungsalgorithmus des dynamischen SOFC-Modells 
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werden im folgenden Schritt aus den dynamischen Energiebilanzen die resul-
tierenden zeitlichen Ableitungen der Feststofftemperaturen (Ts) berechnet. 
Dieses Feld der zeitlichen Temperaturgradienten nutzt der in Simulink verfüg-
bare Differenzialgleichungslöser zur Berechnung der Temperaturverteilung im 
nächsten Zeitschritt (vgl. Abb. 4.11). Für die hier beschriebene Anwendung hat 
sich der Löser „ode15s“, ein implizites Mehrschrittverfahren für steife  
Differenzialgleichungen, als am besten geeignet erwiesen. Der Simulationslauf 
endet, wenn das Ende der vorgegebenen, zu simulierenden Zeitspanne er-
reicht ist. 
4.8 Modellanpassung und -überprüfung 
4.8.1 Festlegung der Diskretisierung und Fehlerabschätzung 
In jedem räumlich aufgelösten Modell resultiert ein systematischer Fehler aus 
der Diskretisierung der Geometrie bzw. der Übertragung der ursprünglich kon-
tinuierlichen Modellgleichungen auf das diskrete Rechengitter (vgl. Anhang 
A-1.5.1): Je feiner die Diskretisierung gewählt wird, desto exakter werden die 
physikalischen Zusammenhänge abgebildet, desto höher ist jedoch auch der 
numerische Aufwand und damit die Rechenzeit des Modells. Diese Aussage 
gilt uneingeschränkt nur für die eindimensional diskretisierten Modulkompo-
nenten, im Fall der zweidimensional modellierten SOFC ist eine differenzierte-
re Betrachtung erforderlich; denn zusätzlich zur Gesamtzahl der Rechenzellen 
bestimmt hier auch ihre Verteilung auf die radiale (r-) und axiale (z-) Raumrich-
tung die Exaktheit der Simulationsergebnisse entscheidend mit.  
 
Im Folgenden wird daher zunächst der Einfluss der räumlichen Auflösung auf 
die Ergebnisse des thermoelektrochemischen Modells betrachtet, bevor auf 
dieser Grundlage eine sinnvolle Diskretisierung festgelegt wird. Die feinste, auf 
dem im Rahmen dieser Arbeit zur Simulation eingesetzten Rechner noch be-
rechenbare Diskretisierung der MEA liegt bei Z = 405 Rechenzellen in axialer 
Richtung und m = 13 Rechenzellen in radialer Richtung (mca = 5, mel = 4, 
man = 4). Sie ist angesichts der während des Simulationslaufs zu berechnen-
den, sehr umfangreichen Matrixgleichungen durch den verfügbaren Arbeits-
speicher des Rechners (2 GB) begrenzt. Die Rechenzeit des stationären Mo-
dells liegt in diesem bestaufgelösten Fall bei 25 min, so dass eine solch feine 
Diskretisierung für die dauerhafte Verwendung und insbesondere für die  
dynamische Simulation nicht geeignet ist. Sie liefert jedoch eine Referenz-
lösung, die zur Bewertung der gröberen Diskretisierungsfälle herangezogen 
werden kann. 
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Um die Auswirkung der räumlichen Auflösung zu ermitteln, wird die axiale Dis-
kretisierung der MEA zwischen 135 und 405, die radiale Diskretisierung  
zwischen 2 und 5 Rechenzellen pro Keramikschicht (Kathode, Elektrolyt, Ano-
de) variiert. Als Vergleichsgrößen werden die elektrische Zellspannung, das 
Temperaturmaximum und -minimum sowie die Extremwerte der axialen und 
radialen Temperaturgradienten in der MEA verwendet. Abbildung 4.12 zeigt 
beispielhaft die Werte der Zellspannung Ucell und des Temperaturminimums 
TMEA,min in der MEA, die sich bei Variation von Z und mca ergeben: Während 
Ucell bereits bei der gröbsten betrachteten Diskretisierung mit guter Genauig-
keit berechnet wird, wird TMEA,min entscheidend von der axialen Diskretisierung 
Z beeinflusst. Eine vollständige Darstellung aller genannten Größen in Abhän-
gigkeit von der Diskretisierung findet sich im Anhang A-3.1. 
  
Abb. 4.12: Auswirkung der Diskretisierung auf ausgewählte Simulationsergeb-
nisse (hier radiale Auflösung von Elektrolyt und Anode  
in jeweils vier Bilanzvolumina) 
Auf Grundlage dieser Ergebnisse wird die Diskretisierung für die folgenden 
Untersuchungen auf Z = 225, mca = 4, mel = 3 und man = 3 festgelegt. Sie ist in 
Abb. 4.12 durch einen roten Punkt gekennzeichnet. Die Rechenzeit zur Be-
rechnung der stationären Lösung beträgt in diesem Fall 3 min. Die prozentuale 
Abweichung vom bestaufgelösten Referenzfall, die in den Abbildungen neben 
der gewählten Diskretisierung angetragen ist, bleibt auf diese Weise für die 
Zellspannung < 0,01%, für die Temperaturen in der MEA < 0,2%, im Fall der 
axialen Temperaturgradienten < 2,3% und im Fall der radialen Temperatur-
gradienten < 4,3%. Spannung und Temperaturverteilung werden somit mit gu-
ter Genauigkeit ermittelt, während die Temperaturgradienten mit einem etwas 
größeren Fehler behaftet sind. 
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Abschließend ist festzuhalten, dass die hier gewählte Diskretisierung der MEA 
gegenüber den von Stiller (2006) und Nakajo et al. (2005) zur Detailmodellie-
rung der tubularen SOFC verwendeten räumlichen Auflösungen (Z = 41, m = 4 
bzw. Z = 41, m = 15) auf einen erheblich geringeren Modellierungsfehler führt, 
wie aus den hier und im Anhang A-3.1 dargestellten Abbildungen ersichtlich 
ist. 
 
Neben der zweidimensionalen Auflösung der MEA ist auch die axiale Diskreti-
sierung der Stackreformer und der Wärmetauscher festzulegen: Für die 
Stackreformer ist diese identisch mit der axialen Diskretisierung der SOFC-
Röhre, d.h. die Länge einer Rechenzelle beträgt 8 mm. Zur Modellierung des 
Wärmeaustauschs zwischen Luft und Brenngas im Nachverbrennungsraum 
und dem darüber befindlichen Abgaswärmetauscher/-sammler genügt eine 
Elementlänge von 1 cm, um den relativen Fehler der Lufttemperatur im Zufüh-
rungsrohr TaAFT,in(z = 1,8 m) auf < 1% zu begrenzen.  
 
Es ist zu betonen, dass die in diesem Abschnitt genannten Fehler ausschließ-
lich die systematischen Fehler auf Grund der begrenzten räumlichen Auflö-
sung der modellierten Komponenten angeben. Da sie bspw. die Unsicherhei-
ten der Modellparameter nicht berücksichtigen, können sie jedoch letztlich kei-
ne Auskunft über die Verlässlichkeit der Simulationsergebnisse geben. Zu die-
sem Zweck ist der Vergleich mit realen Messdaten unverzichtbar, welcher Ge-
genstand des folgenden Abschnitts ist. 
4.8.2 Modellanpassung und -validierung auf Basis von Messdaten 
Die Qualität eines jeden Modells misst sich in allererster Linie daran, wie gut 
dieses das tatsächliche Verhalten der modellierten Komponente annähert. Die 
Modellvalidierung durch einen Vergleich der Ergebnisse von Simulation und 
Experiment ist daher ein wichtiger Bestandteil einer jeden Modellierungsarbeit. 
Die übliche Vorgehensweise in den bisher veröffentlichten Arbeiten zur Mo-
dellierung der tubularen SOFC ist die Validierung auf Basis von Strom-
Spannungs-Kennlinien aus der Literatur. Sind neben den integralen elektri-
schen Größen der Brennstoffzelle wie in dieser Arbeit auch die Temperatur-
verhältnisse im Zellinnern von Interesse, ist dieses Vorgehen jedoch unzurei-
chend; denn durch eine Anpassung der Modellparameter ist praktisch für be-
liebige (und damit auch ggf. grob fehlerbehaftete) Temperaturverteilungen in 
der Zelle eine gute Annäherung der Strom-Spannungs-Kennlinie präsentier-
bar.  
 
4. Thermoelektrochemische Modellierung der SOFC 
70 
Im Rahmen dieser Arbeit können erstmalig zusätzlich zu den elektrischen 
Größen auch Temperaturmessdaten aus dem Zellstack einer realen Anlage 
zur Modellanpassung und -validierung verwendet werden. Die dazu genutzten 
Messdaten wurden im Dezember 2006 während des Probebetriebs der 
SFC200-Anlage am Standort Hannover-Herrenhausen aufgezeichnet und dem 
Institut für Turbomaschinen und Fluiddynamik (TFD) vom Hersteller sowie den 
Betreibern der Anlage zur Verfügung gestellt. 
 
Um die Vergleichbarkeit mit den Ergebnissen des stationären Modells zu ge-
währleisten, ist aus den Messdaten ein Betriebsintervall von 60 min ausge-
wählt worden, in dem die Messgrößen (insbesondere die Stacktemperaturen 
und damit der thermische Energieinhalt des Systems) zeitlich nahezu konstant 
bleiben. Die Zeitverläufe der verwendeten Größen im betrachteten Intervall 
sind im Anhang A-3.2 dargestellt. An dieser Stelle werden hingegen der bes-
seren Übersichtlichkeit wegen ausschließlich ihre zeitlichen Mittelwerte ange-
geben. 
 
Der ausgewählte stationäre Betriebspunkt ist durch  
• einen elektrischen Strom von Icell = 167,5 A pro SOFC-Röhre,  
• die ins Modul eintretenden Luft- und Erdgasmolenströme (na,in, nNG,in), 
• ihre Zusammensetzung xi (vgl. Tabelle A.14) und  
• ihre Eintrittstemperaturen Ta,in = 41°C und TNG,in = 25°C (Schätzwert) 
eindeutig beschrieben.  
 
 
Abb. 4.13: Temperaturmessdaten und berechneter Temperaturverlauf  
im Vergleich 
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Abbildung 4.13 zeigt den mit Hilfe des stationären Modells berechneten Ver-
lauf der Brenngastemperatur entlang der Röhrenzelle (s. a. Abschnitt 6.1.1) 
sowie zum Vergleich die in drei horizontalen Ebenen im Zellstack der SFC200-
Anlage gemessenen Gastemperaturen. Wie hieraus ersichtlich ist, streuen die 
Temperaturen im Zellstack innerhalb der unteren und der mittleren Messebene 
beträchtlich; für die obere Messposition ist eine entsprechende Aussage nicht 
möglich, da in diesem Fall nur zwei Temperaturmesswerte für die Auswertung 
zur Verfügung stehen. Um trotz dieser Streuung eine Bewertung der Modell-
ergebnisse zu ermöglichen, wird für alle Messebenen der Mittelwert aus den 
verfügbaren Temperaturmesswerten gebildet (vgl. „Mittelwerte“ in Abb. 4.13). 
Tabelle 4.3 stellt diese sowie die weiteren für die Modellanpassung und 
-validierung genutzten Größen den Ergebnissen der Simulation gegenüber 
und gibt Auskunft über die prozentualen Abweichungen. 
 
Die Gegenüberstellung zeigt, dass das entwickelte Modell nicht nur das elek-
trische Verhalten, sondern auch die Temperaturverhältnisse in der Brennstoff-
zellenanlage gut abbildet. Die größte Diskrepanz zwischen Simulation und 
Messung ergibt sich mit 14 K bzw. 1,1% für die Brenngastemperaturen in der 
oberen Messebene. Dabei ist zu berücksichtigen, dass die zwei verfügbaren 
Temperaturmesswerte an dieser Stelle ggf. nicht repräsentativ für die Tempe-
raturverteilung in dieser Ebene des Stacks sind. 
 
Vergleichsgröße Messdaten 
(Mittelwert) 
Ergebnis der 
Simulation 
prozentuale 
Abweichung 
Zellspannung Ucell 0,620 V 0,620 V < 0,1% 
Brenngastemperatur an  
der unteren Messposition 
1138,0 K 1138,7 K < 0,1% 
Brenngastemperatur an  
der mittleren Messposition 
1234,0 K 1234,7 K < 0,1% 
Brenngastemperatur an  
der oberen Messposition 
1263,4 K 1249,4 K 1,1% 
Abgastemperatur bei Austritt  
aus dem Nachverbrennungsraum 
1223,4 K 1220,8 K 0,2% 
Abgastemperatur bei Austritt  
aus dem Modul 
668,4 K 665,5 K 0,4% 
Tabelle 4.3: Messdaten und Simulationsergebnisse im Vergleich 
 
Um die gezeigte gute Übereinstimmung von Simulationsergebnissen und 
Messdaten zu erreichen, sind vier Parameter des thermoelektrochemischen 
Modells angepasst worden: 
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• der Grad der Methanreformierung in den Vorreformern (γRef), 
• die den Wärmeübergang im Nachverbrennungsraum charakterisierende 
Nu-Zahl (Nu6), 
• die den Wärmeübergang im Abgaswärmetauscher und -sammler beschrei-
bende Nu-Zahl (Nu7) und 
• die kathodenseitige Austauschstromdichte (bzw. der zugehörige Vor-
faktor γca). 
 
Diese induktive Vorgehensweise steht im Widerspruch zu der ansonsten rein 
deduktiven Modellbildung in dieser Arbeit. (Ein deduktiv abgeleitetes Modell 
basiert auf Vorwissen über die naturwissenschaftlichen Grundgesetzmäßig-
keiten, während ein durch Induktion hergeleitetes Modell auf Beobachtungen 
des gemessenen Verhaltens eines Systems basiert, vgl. Finkenrath (2005).) 
Dass die ermittelten Parameterwerte dennoch physikalisch plausibel sind, soll 
im Folgenden kurz gezeigt werden: 
 
Der tatsächliche Methanreformierungsgrad in den Vorreformern ist nicht be-
kannt. Wie in Abschnitt 3.3.2 erläutert, wird angestrebt, dass der Methangehalt 
bei Eintritt in den Anodengasraum verschwindend gering ist. Der gemessene 
Temperaturverlauf in der unteren Zellhälfte ist jedoch nur mit der Reformierung 
einer geringen Methanmenge im Bereich des geschlossenen Zellendes zu er-
klären. Der erforderliche Reformierungsgrad γRef ergibt sich zu 93%. Der Me-
thananteil im Brenngas bei Eintritt in den Anodengasraum liegt damit unterhalb 
von 1 mol%. 
Die den Wärmeübergang im Nachverbrennungsraum charakterisierende Nus-
selt-Zahl Nu6 ist induktiv bestimmt worden, da die Strömungsverhältnisse im 
Außenraum der AFT nicht bekannt sind. Eine voll ausgebildete laminare Strö-
mung ist jedoch auf Grund der geringen Höhe der Nachverbrennungszonen 
und der Volumenänderung im Zuge der Verbrennungsreaktion auszuschlie-
ßen. Der ermittelte Wert von Nu6 = 65 bestätigt dies und weist auf eine turbu-
lente Strömung im Bereich der Nachverbrennungszonen hin. 
Die den konvektiven Wärmeübergang im Bereich des Abgaswärmetauschers 
und -sammlers beschreibende Nusselt-Zahl Nu7 ist angepasst worden, da die 
Annahme einer laminaren Strömung in der AFT den zwischen Abgas und Luft 
übertragenen Wärmestrom gegenüber den gemessenen realen Verhältnissen 
unterschätzen würde. Eine gute Annäherung an die Messdaten ergibt sich für 
Nu7 = 6,1. Der gegenüber dem Fall der voll ausgebildeten Laminarströmung 
verbesserte Wärmeübergang kann durch das Vorliegen eines fluiddynami-
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schen und thermischen Einlaufbereiches und den Einfluss der (zwar stromlo-
sen, aber den Strömungsquerschnitt verengenden) Heizstäbe bedingt sein. 
Schließlich ist über den Vorfaktor γca die kathodenseitige Austauschstromdich-
te und damit der Durchtrittsverlust an der kathodischen Dreiphasengrenze an-
gepasst worden. Experimentell belegte Parameter sind für die Kathode der 
betrachteten Tubularzelle nicht verfügbar; die Verwendung von Durchtrittspa-
rametern einer Planarzelle ist nicht sinnvoll, da diese von der Materialpaarung 
und der Elektrodenstruktur abhängig sind. Der im Rahmen dieser Arbeit ermit-
telte Wert von γca = 7,21·109 A/m² führt jedoch auf überaus plausible Durch-
trittswiderstände, wie ein Vergleich mit den von Huang (2006) experimentell 
untersuchten Durchtrittsverlusten von WPC3-YSZ-Komposit-Kathoden zeigt. 
 
Die gute resultierende Annäherung an die Messgrößen der realen Brennstoff-
zellenanlage bestätigt die Eignung des in diesem Kapitel entwickelten thermo-
elektrochemischen Modells. Es ist jedoch anzumerken, dass trotz der gegen-
über bisherigen Arbeiten deutlich ausgeweiteten Modellvalidierung streng ge-
nommen nur von einer Teilvalidierung des Modells die Rede sein kann, da die 
Temperaturmessdaten lediglich Rückschlüsse auf die axialen Temperaturver-
teilung, nicht jedoch auf das radiale Temperaturprofil in der MEA zulassen. 
 
Die Validierung ist mit Hilfe des stationären Modells und eines stationären Be-
triebspunktes erfolgt. Da sich die Modellgleichungen des dynamischen Mo-
dells von denen des stationären Modells ausschließlich um die thermischen 
Speicherterme bzw. die zeitlichen Ableitungen der Feststofftemperaturen un-
terscheiden, kann jedoch über die stationäre Validierung auch die Validität 
weiter Teile des dynamischen Modells gefolgert werden. 
5. Strukturmechanische Analyse und bruchmechanische Bewertung 
74 
5 Strukturmechanische Analyse und bruchmechanische 
Bewertung  
5.1 Literaturüberblick und Einordnung der Arbeit 
Verglichen mit der Zahl von Veröffentlichungen zur thermoelektrochemischen 
Modellierung widmen sich bislang deutlich weniger Arbeiten der Problematik 
thermomechanischer Spannungen in SOFC. Der Großteil hiervon befasst sich 
wiederum mit der thermomechanischen Belastung planarer SOFC.  
Auf Grund der grundlegend verschiedenen Bauformen von Planar- und Tubu-
larzellen sind die für eine Geometrie gewonnenen Erkenntnisse im Allgemei-
nen nicht auf die jeweils andere Geometrie übertragbar. Die Methodik ist je-
doch weitestgehend identisch. Da nur eine sehr geringe Zahl von Arbeiten zu 
thermomechanischen Spannungen in tubularen SOFC vorliegt, sollen in die-
sen Literaturüberblick auch Arbeiten zu Planarzellen einbezogen werden, um 
eine breite Übersicht über die bislang verwendeten Methoden und die üblichen 
Annahmen zu vermitteln. 
 
 Tabelle 5.1 fasst die vorliegenden Arbeiten zur Analyse und Bewertung me-
chanischer Spannungen in Festoxidbrennstoffzellen in matrixartiger Form zu-
sammen.  
Da die räumliche Verteilung der Spannungen in den SOFC-Komponenten im 
Betrieb nicht messbar ist, werden diese üblicherweise über strukturmechani-
sche Modelle mit Hilfe der Finite-Elemente-Methode (FEM) berechnet. Es be-
stehen jedoch Unterschiede bezüglich der zugrunde gelegten Materialmodelle, 
des verwendeten Spannungsreferenzzustands und der betrachteten Tempera-
turverhältnisse in der Zelle. Der deutlich einfacheren Implementierung wegen 
wird im Allgemeinen linear-elastisches Verhalten der keramischen MEA-
Komponenten und Interkonnektoren angenommen. Schwab (1998), Laurencin 
et al. (2005) und Lin et al. (2007) modellieren zusätzlich auch die in Planar-
zellen erforderlichen keramischen Dichtungen, die sie im Betriebstemperatur-
bereich der SOFC als viskoelastisch beschreiben. Das Kriechen von MEA-
Komponenten wird bislang ausschließlich in Arbeiten von Qu et al. (2004) am 
Georgia Institute of Technology in Atlanta, USA, berücksichtigt und bleibt in 
diesem Fall auf die Anode beschränkt. 
 
Zur Berechnung der Spannungsverteilung bei einer gegebenen Temperatur-
verteilung muss neben den mechanischen Randbedingungen die Spannungs-
verteilung in einem Referenzzustand bekannt sein. Häufig wird die
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Tabelle 5.1: Arbeiten zur Analyse und Bewertung mechanischer Spannungen in 
SOFC (k.A.: keine Angabe) 
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Fertigungstemperatur als spannungsfreie Referenztemperatur angenommen, 
was allerdings rein elastisches Materialverhalten über den gesamten Tempe-
raturbereich zwischen Raum- und Fertigungstemperatur voraussetzt. Alterna-
tiv bestimmen Yakabe et al. (2004) und Fischer et al. (2005) mittels Röntgen-
diffraktionsmessungen die Eigenspannungsverteilung in einer planaren SOFC 
bei Raumtemperatur (RT) und verwenden diese als Ausgangspunkt für die 
FE-Analyse. 
 
Von zentraler Bedeutung für die Berechnung thermomechanischer Span-
nungen ist schließlich das zugrunde gelegte Temperaturprofil. Bei der ein-
fachsten Vorgehensweise, der Annahme einer homogenen Temperaturvertei-
lung, wird zwar der Einfluss des Temperaturniveaus und damit die Auswirkung 
der unterschiedlichen Wärmeausdehnungskoeffizienten der Zellkomponenten, 
nicht jedoch der Einfluss von Temperaturgradienten berücksichtigt. Die Aus-
sagekraft der Ergebnisse ist größer, wenn die verwendeten Temperaturprofile 
mit Hilfe eines thermoelektrochemischen Modells als Funktion des Ortes und 
ggf. der Zeit ermittelt werden und somit die Verhältnisse im realen Betrieb der 
Brennstoffzelle annähern.  
 
Die Bewertung der berechneten Spannungsverteilungen erfolgt in der vorlie-
genden Literatur auf drei unterschiedliche Arten:  
Der Vergleich der maximalen Zugspannungswerte mit der mittleren Festigkeit 
der SOFC-Komponenten ist hierunter die am wenigsten aussagekräftige Vor-
gehensweise, da hierbei die für Keramikbauteile charakteristische Streuung 
der Festigkeit und der Einfluss der Bauteilgröße unberücksichtigt bleiben. Bei 
der häufig angewendeten, jedoch zumeist in vereinfachter Form umgesetzten 
Bewertungsmethode der Weibullanalyse werden diese Faktoren miteinbezo-
gen. Sie dient der Berechnung der Versagenswahrscheinlichkeit einer kerami-
schen Komponente auf Grund von Volumen- oder Oberflächenrissen. Der von 
Müller (2005) und Johnson (2004) gewählte bruchmechanische Ansatz erlaubt 
schließlich die Einschätzung des Gefährdungspotenzials einzelner Risse (ge-
gebener Größe, Lage und Orientierung) auf Basis der Spannungsintensitäts-
faktoren an der Rissspitze.  
 
Die in der vorliegenden Arbeit gewählte Vorgehensweise orientiert sich an der 
von Nakajo (2005) beschriebenen, geht jedoch in zentralen Punkten darüber  
hinaus. Nakajo erweiterte das von Thorud (2005) und Stiller (2006) entwickelte 
Modell der tubularen SOFC zur Untersuchung thermomechanischer Span-
nungen und nutzte zur Abschätzung des Versagensrisikos bei Raum-
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temperatur und im Betrieb der Brennstoffzelle eine stark vereinfachte Form der  
Weibullanalyse. Dazu wurde Spannungsfreiheit bei einer homogenen Tempe-
ratur von 1400 K und linear-elastisches Materialverhalten angenommen. Eine 
eingehende Auseinandersetzung mit dieser Vorgehensweise im Rahmen der 
vorliegenden Arbeit hat jedoch gezeigt, dass bei physikalisch korrekter An-
wendung der Weibullanalyse unter diesen Umständen praktisch keine Überle-
benswahrscheinlichkeit für die SOFC-Röhrenzelle bestünde. Die von Nakajo 
(2005) veröffentlichten Ergebnisse lassen diesen Effekt der äußerst geringen 
Überlebenswahrscheinlichkeit nur auf Grund eines im Zuge der Weibull-
analyse geeignet festgelegten Parameters nicht erkennen. 
 
Im Rahmen dieser Arbeit wird im Gegensatz dazu das Kriechverhalten der ke-
ramischen MEA-Komponenten der Tubularzelle im Betriebstemperaturbereich 
berücksichtigt, das eine Relaxation der mechanischen Spannungen bewirkt. 
Wie im weiteren Verlauf dieser Arbeit anhand des Kriechverhaltens der kera-
mischen Komponenten gezeigt wird, kann vor diesem Hintergrund statt bei 
Fertigungstemperatur nun bei der im stationären Referenzbetriebspunkt vor-
liegenden Temperaturverteilung von Spannungsfreiheit ausgegangen werden. 
Durch Kopplung des dynamischen thermoelektrochemischen Modells der Tu-
bularzelle mit der Finite-Elemente-Analyse stehen für die Untersuchung der 
thermomechanischen Belastung realistische Temperaturprofile zur Verfügung. 
Die Bewertung der ermittelten Spannungsverteilungen erfolgt schließlich mit 
Hilfe der mehrachsigen Weibullanalyse und bezieht im Gegensatz zu den vor-
gestellten Arbeiten auch die Auswirkung zeitvariabler Belastungen auf die 
Versagenswahrscheinlichkeit ein.  
5.2 Spannungsberechnung mittels eines Finite-Elemente-Modells 
5.2.1 Modellierungsansatz und Annahmen 
Die strukturmechanische Modellierung der betrachteten SOFC erfolgt mit Me-
thoden der Kontinuumsmechanik und einem zweidimensional aufgelösten An-
satz, d.h. die Brennstoffzellenröhre wird durch eine axialsymmetrische Geo-
metrie angenähert. Diese auch von Kanamura und Takehara (1993), Van  
Herle et al. (2000) und Nakajo (2005) zur mechanischen Analyse von Tubular-
zellen gewählte Vorgehensweise impliziert, dass Kathode, Anode und Elektro-
lyt geschlossene Zylinder sind, und lässt den schmalen Interkonnektorstreifen 
unberücksichtigt. Auf Grund der bereits im Zusammenhang mit der thermo-
elektrochemischen Modellierung getroffenen Annahmen ist zusätzlich zur  
Geometrie auch die Temperaturlast vollständig axialsymmetrisch. 
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Es werden die folgenden Annahmen getroffen: 
• Die betrachteten Keramikkomponenten Kathode, Elektrolyt und Anode be-
sitzen jeweils homogene, isotrope Materialeigenschaften und können kon-
tinuumsmechanisch beschrieben werden. 
• Abgesehen von der plastischen Verformung durch Kriechen liegt linear-
elastisches Materialverhalten vor. 
• Die Haftung zwischen den keramischen Schichten ist optimal. 
• Im stationären Referenzbetriebspunkt herrscht auf Grund von Kriechrelaxa-
tion mechanische Spannungsfreiheit. 
5.2.2 Modellgleichungen 
5.2.2.1 Rotationssymmetrischer Spannungszustand 
Im rotationssymmetrischen Spannungs- bzw. Verzerrungszustand treten aus-
schließlich Verschiebungen in radialer und axialer Richtung (Verschiebungs-
koordinaten u, w), nicht jedoch in Umfangsrichtung des zylindrischen Koordi-
natensystems auf. Die unter diesen Bedingungen von Null verschiedenen 
Spannungs- und Verzerrungskomponenten sind in Abb. 5.1 dargestellt und 
lassen sich in Vektorschreibweise zu  
  
 [ ]Trzzr τσσσ=σ ϕ        (5.1)
  
und 
 [ ]Trzzr γεεε=ε ϕ       (5.2)
  
zusammenfassen. Dabei geben σ und τ eine Normal- bzw. Schubspannung, ε 
und γ eine Dehnung (Längenänderung) bzw. Scherung (Winkeländerung) an. 
Alle Spannungs- und Verzerrungskomponenten sind in Umfangsrichtung kon-
stant (vgl. Deger (2004), Hibbeler (2006)). Entsprechend der üblichen Vorzei-
chenkonvention besitzen Zugspannungen ein positives, Druckspannungen 
hingegen ein negatives Vorzeichen. 
 
Abb. 5.1: Spannungs- und Verzerrungskomponenten im  
rotationssymmetrischen Spannungszustand 
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Die z. B. von Deger (2004) angegebenen Verzerrungs-Verschiebungs-
Beziehungen für diesen Fall lauten gemäß der Theorie kleiner Verzerrungen  
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(5.3)
  
Für infinitesimale Verzerrungen ist es laut Naumenko (2006) zulässig und üb-
lich, die Gesamtverzerrung ε als Summe einer thermischen Dehnung εth sowie 
einer elastischen (εel) und plastischen Verzerrung durch Kriechen (εcr) auszu-
drücken: 
 
crelth ε+ε+ε=ε  (5.4)
  
5.2.2.2 Thermische Dehnung 
Die thermische Dehnung εth in einem Punkt der MEA ist abhängig von der lo-
kalen Temperatur T, der spannungsfreien Referenztemperatur Tref in diesem 
Punkt und dem Wärmeausdehnungskoeffizienten α gemäß 
  
 ( ) [ ]Trefth 0111TT ⋅−⋅α=ε . (5.5)
 
 
Wie Gl. 5.5 impliziert, führt die thermische Ausdehnung ausschließlich zu einer 
Längenänderung in r-, ϕ- und z-Richtung. Die Scherkomponente im zugehöri-
gen Verzerrungsvektor ist hingegen gleich Null. 
5.2.2.3 Kriecheinfluss 
Unter Kriechen wird die zeitabhängige, plastische Verformung eines unter me-
chanischer Spannung stehenden Bauteils verstanden. Abbildung 5.2 zeigt den 
prinzipiellen Verlauf einer Kriechkurve, der sich unter konstanter Zugspannung 
und bei konstanter Temperatur ergibt. Es lassen sich drei Bereiche unter-
scheiden: Nach einer unmittelbar zum Zeitpunkt der Lastaufbringung auftre-
tenden elastischen Dehnung ε0 nimmt die Kriechgeschwindigkeit ε& zunächst ab 
(primäres Kriechen); anschließend bleibt sie über einen weiten Bereich kon-
stant (sekundäres oder stationäres Kriechen) und nimmt erst kurz vor dem 
Bruch der Probe wieder zu (tertiäres Kriechen).  
 
In der Literatur finden sich wiederholt Hinweise darauf, dass Kriechverformung 
angesichts der hohen Betriebstemperatur auch in SOFC auftritt: So weisen 
Lara-Curzio et al. (2006) auf Kriecheffekte in Ni-YSZ-Anoden hin. Lowrie und 
Rawlings (2000) haben Kriechen des Elektrolytmaterials 8YSZ im  
interessierenden Temperaturbereich nachgewiesen. An der in dieser Arbeit 
untersuchten Tubularzelle sind außerdem Kriechverformungen der kathoden-
gestützten MEA beobachtet worden. 
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Abb. 5.2: Kriechkurve mit primärem, sekundärem und tertiärem Kriechbereich 
Die Berücksichtigung des Kriecheinflusses bei der mechanischen Analyse der 
SOFC wird jedoch dadurch erschwert, dass für die interessierenden MEA-
Werkstoffe mit Ausnahme des Elektrolytmaterials bislang keine Kriechparame-
ter in der Literatur vorliegen. Um dennoch eine Abschätzung des Kriechein-
flusses auf die mechanische Beanspruchung der SOFC zu ermöglichen, wer-
den im Rahmen dieser Arbeit aus der Literatur ermittelte Kriechparameter von 
Materialien verwendet, deren Zusammensetzungen denen der SOFC-
Elektrodenmaterialien am nächsten kommen (vgl. Tabelle A.16, Anhang 
A-2.4). Dabei wird in Kauf genommen, dass die zugrunde liegenden Kriech-
versuche bei Temperaturen zwischen 1000 und 1300°C durchgeführt worden 
sind und somit eine Extrapolation in den Betriebstemperaturbereich der SOFC 
erfolgen muss.   
 
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird in Ermangelung primärer und tertiärer 
Kriechparameter ausschließlich sekundäres Kriechen berücksichtigt: ab dem 
Moment der Lastaufbringung wird sekundäres Kriechen angenommen. Laut 
Munz und Fett (1989) ist dies jedoch selbst bei vollständig bekanntem Kriech-
verhalten auf Grund der damit verbundenen rechnerischen Vereinfachung eine 
übliche Vorgehensweise. 
 
Sekundäres Kriechen wird durch ein auf Norton und Bailey zurückgehendes 
Potenzgesetz beschrieben. Im einachsigen Belastungsfall gilt demnach für die 
Kriechgeschwindigkeit in Abhängigkeit von Spannung und Temperatur  
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expA cr,Ancr& , (5.6)
 
 
wobei n den Spannungsexponenten, EA,cr die Aktivierungsenergie des Kriech-
prozesses und A den zugehörigen Proportionalitätsfaktor bezeichnen (vgl. 
bspw. Evans und Wilshire (1993)). Sekundäres Kriechen unter mehrachsiger 
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Spannungsbelastung wird laut Naumenko (2006) durch die Vektorgleichung 
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mit der von-Mises-Vergleichsspannung σMises und dem Spannungsdeviator s 
beschrieben. Letzterer bezeichnet den um den hydrostatischen Anteil redu-
zierten Spannungsvektor gemäß 
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(5.8)
 
 
Während eine Kriechkurve in der Regel den zeitlichen Verlauf der Dehnung 
bei konstanter Spannung abbildet, ist im vorliegenden Fall der oxidkerami-
schen Brennstoffzelle vielmehr von Interesse, innerhalb welcher Zeit eine me-
chanische Spannung durch Kriechen abgebaut wird. Dieser sogenannte Rela-
xationsverlauf lässt sich unmittelbar aus der Kriechgleichung (Gl. 5.6) ableiten, 
wie in Anhang A-2.4.2 gezeigt ist. 
 
Abbildungen 5.3a und b zeigen das Relaxationsverhalten der keramischen 
SOFC-Materialien, das für einachsige Belastung aus den verwendeten 
Kriechparametersätzen resultiert: Für eine konstante Gesamtdehnung und 
zwei verschiedene Temperaturniveaus ist die durch den Kriechprozess be-
dingte Abnahme der (auf den Anfangswert bezogenen) Spannung über der 
Zeit dargestellt. Für die zum Zeitpunkt t = 0 s aufgebrachten Spannungen σ0 
wurden dabei mit 0,5 MPa für die Kathode und 5 MPa im Fall von Elektrolyt 
und Anode typische, im Betrieb der SOFC auftretende Werte gewählt. 
  
Abb. 5.3: Kriechbedingtes Relaxationsverhalten der MEA-Komponenten im  
Betriebstemperaturbereich der SOFC 
Wie aus den Relaxationsverläufen ersichtlich ist, werden mechanische Span-
nungen in Kathode und Anode im Betriebstemperaturbereich der SOFC inner-
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halb weniger Stunden durch Kriechen abgebaut. Auch im Elektrolyten tritt 
Kriechrelaxation auf, allerdings mit deutlich niedrigerer Geschwindigkeit. 
Hieraus lässt sich folgern, dass die eingangs getroffene Annahme mechani-
scher Spannungsfreiheit im stationären Referenzbetriebspunkt in guter Nähe-
rung zutrifft und als Basis für die strukturmechanische Analyse deutlich besser 
geeignet ist als die übliche Annahme von Spannungsfreiheit bei Fertigungs-
temperatur. Bezüglich der Einbindung des Kriecheinflusses in das FE-Modell 
der SOFC lässt sich aus den Relaxationsverläufen folgern, dass ausschließ-
lich das Kriechverhalten von Kathode und Anode zu berücksichtigen ist. Die 
Kriechverformung des Elektrolyten bleibt im interessierenden Zeitraum von 
etwa 10 h nach Verlassen des Referenzbetriebspunktes demgegenüber ver-
nachlässigbar gering. 
5.2.2.4 Elastische Verzerrung  
Der elastische Anteil der Verzerrung εel ist laut Naumenko (2006) durch das 
verallgemeinerte Hooke’sche Gesetz (in Matrixform) mit dem Spannungsvek-
tor σ verknüpft: 
   
 
)(DD crthel ε−ε−ε⋅=ε⋅=σ
 
(5.9)
   Die Elastizitätsmatrix D besitzt im vorliegenden Fall isotroper, homogener Ma-
terialien unter rotationssymmetrischer Belastung die Form (siehe auch De-
ger (2004)): 
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(5.10)
   Hierin geben E den Elastizitätsmodul und ν die Poisson-Zahl des Materials an. 
5.2.3 Analysierte Geometrie und Randbedingungen 
Die mit Hilfe des strukturmechanischen Modells analysierte Geometrie setzt 
sich aus den konzentrisch angeordneten Komponenten Kathode, Elektrolyt 
und Anode zusammen. Wie in Abb. 5.4 dargestellt, umfasst sie neben der 
elektrochemisch aktiven Länge der MEA auch den inaktiven Teil im unteren 
Bereich der Brennstoffzellenröhre einschließlich des geschlossenen Endes. 
Nicht modelliert wird hingegen der inaktive Abschnitt am oberen Zellende, da 
keine Informationen zur exakten Geometrie der MEA in diesem Bereich vorlie-
5. Strukturmechanische Analyse und bruchmechanische Bewertung 
83 
gen. Darüber hinaus ist davon auszugehen, dass die thermomechanischen 
Spannungen in diesem Teil der Zelle maßgeblich durch den Wärmeeintrag 
aus dem Nachverbrennungsraum oberhalb der Zellen bestimmt sind, der nicht 
Gegenstand dieser Arbeit ist.  
 
Abb. 5.4: Rotationssymmetrische Modellgeometrie für die  
Finite-Elemente-Analyse 
An der Außenseite der Anode (Rand Ω1) sowie an der Innenseite der Kathode 
(Ω2) unterliegt die Ausdehnung der Brennstoffzelle keiner Beschränkung. Ω3 
befindet sich auf der Symmetrieachse, woraus für die radiale Verschiebungs-
koordinate u = 0 resultiert. Der obere Rand der modellierten Geometrie Ω4 ist 
nicht identisch mit der Oberkante der Brennstoffzellenröhre, sondern bildet  
einen (theoretischen) horizontalen Schnitt durch die MEA am Übergang vom 
elektrochemisch aktiven zum inaktiven Zellbereich. Die Beschreibung von Ω4 
als ebene Schnittfläche, d.h. mit konstanter Verschiebung w, stellt daher die 
beste Näherung dar.  
 
Gegenüber der von Nakajo et al. (2006) gewählten Vorgehensweise besitzt 
die Einbindung des geschlossenen Brennstoffzellenendes und die geschilderte 
Festlegung der Randbedingungen den Vorteil, dass numerisch bedingte  
Singularitäten vermieden und die realen Verhältnisse im modellierten Teil der 
SOFC bestmöglich abgebildet werden. 
5.2.4 Implementierung in COMSOL 
Die mechanische Modellierung der SOFC erfolgt mit Hilfe des Strukturmecha-
nik-Moduls der FE-basierten Simulationsumgebung COMSOL Multiphysics, 
Version 3.3 (s. a. COMSOL (2007)). Über die Erweiterung einer Spannungs-
Verzerrungs-Analyse um benutzerdefinierte Gleichungen erlaubt es die Be-
rechnung der zeitabhängigen mechanischen Spannungen in der SOFC unter 
Temperatur- und Kriecheinfluss. Die kombinierte Ausführung von COMSOL 
und MATLAB mittels einer Skriptsprache erlaubt den direkten Import der mit 
Hilfe des thermoelektrochemischen SOFC-Modells berechneten Temperatur-
verteilung in das strukturmechanische Modell und vereinfacht die Weiterverar-
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beitung und Darstellung der resultierenden Ergebnisse.  
 
Das zur Berechnung verwendete FE-Netz ist in Abb. 5.5 dargestellt: Es be-
steht aus 6555 viereckigen Elementen und ist im Bereich des geschlossenen 
Zellendes feiner, im darüberliegenden zylindrischen Bereich gröber struktu-
riert. Darüber hinaus nimmt in radialer Richtung die Elementgröße innerhalb 
der Kathode zum Elektrolyten hin ab, um der geringeren Dicke dieser Schich-
ten Rechnung zu tragen. Wie eine Konvergenzprüfung gezeigt hat, reicht das 
verwendete Netz trotz seiner vergleichsweise groben Struktur und der in wei-
ten Bereichen langgestreckten Elementform zur Spannungsberechnung und 
-bewertung im Fall der tubularen SOFC aus. Dies ist auf die Abwesenheit von 
Spannungssingularitäten zurückzuführen.  
 
Abb. 5.5: Zur strukturmechanischen Analyse verwendetes Finite-Elemente-Netz 
Die zur Modellimplementierung verwendeten Materialparameter E, ν und α 
sind der Literatur entnommen und im Anhang A-2.3 zusammengestellt. 
 
Die in den vorhergehenden Abschnitten erläuterten Modellgleichungen werden 
in COMSOL wahlweise unter Ausnutzung der Gleichgewichtsbeziehungen  
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oder mit Hilfe des Prinzips der virtuellen Verschiebungen gelöst. Das letztere 
Verfahren, das u. a. von Hibbeler (2006) eingehend erläutert wird, hat sich im 
vorliegenden Fall als das speichereffizientere und damit besser geeignete er-
wiesen. 
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5.3 Spannungsbewertung mittels Weibullanalyse 
Das Versagen spröder keramischer Werkstoffe wird durch im Bauteil vorhan-
dene Fehlstellen verursacht. Der Bruchursprung liegt dabei an der Stelle, an 
der die ungünstigste Kombination von Fehler und Belastung auftritt. Da Feh-
lergröße und -orientierung zufällig verteilte Größen sind, müssen zur Bewer-
tung der Zuverlässigkeit keramischer Bauteile statistische Methoden herange-
zogen werden. 
Im Gegensatz zu metallischen Bauteilen kann daher keine Bauteilfestigkeit 
angegeben werden, sondern nur eine Wahrscheinlichkeit, mit der ein kerami-
sches Bauteil bei einer gegebenen Belastung versagt. Das zur Ermittlung der 
Versagenswahrscheinlichkeit und damit zur Bewertung einachsiger und meh-
rachsiger Spannungszustände üblicherweise eingesetzte Verfahren ist die 
mehrachsige Weibullanalyse. Sie geht auf Batdorf und Crose (1974) zurück 
und basiert auf einer Erweiterung der von Weibull (1939) begründeten Theorie 
des Sprödbruchs mit Hilfe der linear-elastischen Bruchmechanik. 
 
Eine ausführliche Erläuterung des theoretischen Fundaments und Hinweise 
zur numerischen Umsetzung der mehrachsigen Weibullanalyse finden sich in 
der Arbeit von Ziegler (1998). Die Darstellung im Folgenden soll sich demge-
genüber auf eine Zusammenfassung der wichtigsten Aspekte beschränken, 
die für das Verständnis der hier gewählten Vorgehensweise erforderlich sind. 
5.3.1 Theoretischer Hintergrund und Annahmen 
Der mehrachsigen Weibullanalyse liegen die folgenden Annahmen zugrunde: 
• Das Material enthält natürliche Fehler unterschiedlicher Fehlergröße, deren 
Lage und Orientierung zufällig verteilt ist und die sich gegenseitig nicht be-
einflussen. 
• Entsprechend der Weibull’schen Theorie des schwächsten Gliedes (engl. 
theory of weakest link) bestimmt der Bruch des schwerwiegendsten (d.h. 
größten bzw. am ungünstigsten orientierten) Fehlers das Versagen des ge-
samten Bauteils.  
• Der Bruch geht von Volumen- oder Oberflächenfehlern aus. Die Delamina-
tion von Komponenten infolge der instabilen Ausbreitung von Grenzflä-
chenrissen bleibt damit als Versagensmechanismus unberücksichtigt. Wäh-
rend in planaren SOFC die Delamination der funktionalen Schichten ein 
häufiges Problem darstellt (siehe z. B. Reifsnider und Huang (2001)), fin-
den sich in der Literatur keine Hinweise auf diesen Versagensmechanis-
mus bei tubularen SOFC. 
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• Das Versagen von Fehlern wird gemäß der linear-elastischen Bruch-
mechanik durch die Größe des Spannungsintensitätsfaktors vor der Riss-
spitze bestimmt. 
• Die kritische Spannung ergibt sich als eine einachsige Vergleichsspannung 
mit Hilfe eines Versagenskriteriums. 
 
Über diese Punkte hinaus werden für die Bewertung des Bruchrisikos der 
SOFC weitere Annahmen getroffen: 
In Ermangelung geeigneter Materialparameter wird angenommen, dass kein 
unterkritisches Risswachstum auftritt. Die Erweiterung der Weibullanalyse für 
diesen Fall ist jedoch bei Kenntnis der Risswachstumsparameter prinzipiell 
möglich und wird bspw. durch Ziegler (1998) beschrieben. Es wird unterstellt, 
dass die Kriechverformung der SOFC-Komponenten ausschließlich eine 
Spannungsrelaxation bzw. -umlagerung bewirkt, jedoch keinen Einfluss auf die 
Fehlerpopulation besitzt. Der von Munz und Fett (1989) beschriebene Kriech-
bruch, der durch die Bildung, Vergrößerung und Zusammenlagerung von Po-
ren bedingt ist, wird somit nicht betrachtet. 
 
Die Weibullanalyse erfolgt unter der Annahme, dass ausschließlich Volumen-
fehler zum Versagen führen. Auf die Betrachtung von Oberflächenfehlern, de-
ren Bewertung eine weitestgehend analoge Vorgehensweise erfordert (vgl. 
Heger (1993)), wird hier verzichtet, da diese lediglich Aussagen zum 
Versagensrisiko der Kathodeninnenfläche und der Anodenaußenfläche zulie-
ße. Die Volumenfehler werden mit dem Rissmodell des kreisförmigen Risses 
(engl. penny shaped crack, vgl. Abb. 5.6 links) beschrieben. 
 
Die Weibullanalyse nutzt die Tatsache, dass unter den genannten Be-
dingungen die Streuung der Festigkeit unmittelbar mit der Streuung der Feh-
lergröße verknüpft ist: So versagt ein Fehler der Größe a durch instabile Riss-
ausbreitung, wenn der Spannungsintensitätsfaktor an der Rissspitze  
  
 aYK I ⋅⋅σ=  (5.12)
  
die Risszähigkeit KIc übersteigt. Diese ist eine Werkstoffkenngröße und kann 
experimentell ermittelt werden. Der Index I kennzeichnet die als Modus-I-
Belastung bezeichnete Zugbeanspruchung senkrecht zur Rissebene (vgl. 
Munz und Fett (1989)). σ bezeichnet in dieser Gleichung die am Riss anlie-
gende Spannung und Y den vom Rissmodell abhängigen Geometriefaktor, der 
im Fall des Kreisrisses durch 
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pi
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(5.13)
  
gegeben ist. Als Festigkeit eines Risses ist diejenige einachsige Spannung 
definiert, die bei senkrechter Orientierung zum Fehler Versagen verursacht 
und deren Betrag aus Gl. 5.12 hervorgeht: 
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 Bei mehrachsiger Belastung des Risses wird mit einem geeigneten 
Versagenskriterium eine der reinen Modus-I-Belastung äquivalente Beanspru-
chung berechnet. Zu diesem Zweck wird ein äquivalenter Spannungsintensi-
tätsfaktor bzw. eine Äquivalenzspannung σeq eingeführt. Diese berechnet sich 
aus dem lokalen Spannungsvektor und der Orientierung der Rissnormalen im 
Raum. 
 
Es finden sich eine Vielzahl von Versagenskriterien in der Literatur, siehe z. B. 
Munz und Fett (1989) sowie Heger (1993). Die Vorgehensweise in dieser Ar-
beit orientiert sich an der von Ziegler (1998) gewählten: Dieser verweist in sei-
ner Arbeit auf experimentelle Untersuchungen, die die relative Unempfindlich-
keit natürlicher Fehler gegenüber Schubbelastungen zeigen, und verwendet 
als Äquivalenzspannung allein die Normalspannung auf der Rissfläche σn. Un-
ter Berücksichtigung der Aussage von Munz und Fett (1989), dass Versagen 
nur von den unter Zugbelastung stehenden Bereichen ausgeht, berechnet sich 
die Äquivalenzspannung zu: 
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Abb. 5.6: Ebener Kreisriss mit Radius a (links); Definition des Polar- und  
Azimutwinkels (Θ, Φ) in Kugelkoordinaten (rechts) 
Die Äquivalenzspannung ist nicht zu verwechseln mit der üblicherweise bei 
metallischen Werkstoffen verwendeten Vergleichsspannung: Während letztere 
an einem bestimmten Ort eine richtungsunabhängige Größe ist, ist die Äquiva-
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lenzspannung an einem Punkt zusätzlich eine Funktion der Rissorientierung. 
Wird diese gemäß Abb. 5.6 (rechts) durch den senkrecht zur Rissfläche  
gerichteten Normaleneinheitsvektor  
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 beschrieben, der gegenüber dem lokalen Koordinatensystem der Spannung 
um den Polar- bzw. Azimutwinkel Θ und Φ verdreht ist, berechnet sich die ge-
suchte Normalspannung laut Gross et al. (1998) gemäß 
  
 332211n ntntnt ⋅+⋅+⋅=σ . (5.17)
 
 Für einen beliebigen mehrachsigen Spannungszustand gilt dabei 
  
 
3312211111 nnnt ⋅σ+⋅σ+⋅σ=  
3322221212 nnnt ⋅σ+⋅σ+⋅σ=    
3332321313 nnnt ⋅σ+⋅σ+⋅σ= . 
(5.18)
 
 Im rotationssymmetrischen Fall vereinfacht sich die Berechnung zu 
 
3rz1r1 nnt ⋅τ+⋅σ=  
22 nt ⋅σ= ϕ        
3z1rz3 nnt ⋅σ+⋅τ= . 
(5.19)
 
 
5.3.1.1 Versagenswahrscheinlichkeit bei statischer Belastung 
Die Wahrscheinlichkeit, mit der ein Bauteil unter einer mehrachsigen, inhomo-
gen verteilten, jedoch zeitlich konstanten Belastung versagt, berechnet sich 
mit Hilfe der Gleichung 
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 wie Ziegler (1998) gezeigt hat. Hierin geben m den Weibullmodul und σ0 den 
sogenannten „wahren“ Weibullparameter an. V0 bezeichnet das Einheitsvolu-
men (1 m³). Die im vorhergehenden Abschnitt eingeführte Äquivalenzspan-
nung bezieht die Mehrachsigkeit des Spannungsfeldes ein. Durch die Integra-
tion über den Raumwinkel Ω bzw. die Oberfläche der Einheitskugel gemäß 
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 wird die Gleichverteilung der Rissorientierung im isotropen Material berück-
sichtigt. Die Integration über das gesamte Bauteilvolumen trägt dem Einfluss 
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der im Allgemeinen inhomogenen Belastungsverteilung und der Bauteilgröße 
Rechnung. Bemerkenswert ist die ausgeprägte Abhängigkeit der Versagens-
wahrscheinlichkeit keramischer Bauteile von ihrer Größe. Vor dem Hinter-
grund, dass mit dem Volumen einer Probe auch die Wahrscheinlichkeit für das 
Vorkommen eines größeren Fehlers (mit dementsprechend geringerer Festig-
keit, vgl. Gl. 5.14) steigt, wird dieser Einfluss jedoch begreiflich. 
5.3.1.2 Versagenswahrscheinlichkeit bei zeitabhängiger Belastung 
Ändert sich die Spannungsverteilung im betrachteten Bauteil mit der Zeit, wie 
es im transienten Betrieb der SOFC der Fall ist, wird die Versagenswahr-
scheinlichkeit nicht mehr ausschließlich von der momentanen Spannungsver-
teilung, sondern auch von der Belastungsgeschichte bestimmt. Ziegler (1998) 
hat die Weibullanalyse für diesen Fall erweitert. Ohne Berücksichtigung von 
unterkritischem Risswachstum, d.h. für rein spontanes Versagen durch instabi-
le Rissausbreitung, wird die Zeit tf bis zum Versagen ausschließlich durch das 
zeitliche Maximum der Äquivalenzspannung σeq(r,z,Φ,Θ,t) bestimmt. Die 
Wahrscheinlichkeit, dass das Bauteil zum Zeitpunkt t bereits versagt hat, be-
rechnet sich daher gemäß 
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 Im vorliegenden Fall ist die genaue Belastungsgeschichte der SOFC, die über 
den stationären und dynamischen Betrieb hinaus auch Zyklen der Abkühlung 
auf Raumtemperatur und Wiederaufheizung umfasst, nicht bekannt. Vereinfa-
chend wird daher im Rahmen dieser Arbeit ausschließlich der Zeitraum der 
Systemantwort auf ein transientes Ereignis betrachtet und somit dem Ein-
setzen des transienten Betriebs der Zeitpunkt t = 0 zugewiesen. Trotz dieser 
Einschränkung ist die zeitabhängige Weibullanalyse zur Bewertung des tran-
sienten Brennstoffzellenbetriebs der (quasi-) statischen Analyse nach Gl. 5.20 
vorzuziehen: Einerseits berücksichtigt nur die zeitabhängige Weibullanalyse 
den Einfluss einer variablen Belastung auf den Verlauf der Versagenswahr-
scheinlichkeit in physikalisch korrekter Weise; und andererseits liefert sie als 
Ergebnis einen kumulativen, den gesamten betrachteten Zeitraum umfassen-
den Wert, der sich damit zur Bewertung transienter Vorgänge und zum Ver-
gleich unterschiedlicher Szenarien gut eignet. 
5.3.2 Implementierung 
Die Implementierung von Gl. 5.22 erfordert die Kenntnis der Weibullparameter 
m und σ0 für die in der SOFC als Kathode, Anode und Elektrolyt eingesetzten 
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Werkstoffe. Ihre Ermittlung aus in der Literatur veröffentlichten, auf  
Biegeversuchen basierenden Festigkeitsverteilungen ist im Anhang A-2.5 dar-
gestellt. 
 
Die programmtechnische Umsetzung der Weibullanalyse erfolgt in MATLAB: 
Die aus der Finite-Elemente-Analyse resultierende Spannungsverteilung in der 
SOFC wird über ein geeignetes Interpolationsnetz in MATLAB importiert. Mit 
Hilfe des Normalspannungskriteriums (Gl. 5.15) wird in jedem Punkt die Äqui-
valenzspannung berechnet und über alle Rissorientierungen sowie über das 
gesamte Volumen der MEA-Komponenten integriert, um die Bruchwahrschein-
lichkeit zu bestimmen. Die Verteilung der Stützstellen sowie die Exaktheit der 
numerischen Integration wird dazu auf Basis einer Konvergenzanalyse festge-
legt, um den Rechenaufwand zu minimieren und gleichzeitig die Glaubwürdig-
keit der errechneten Versagenswahrscheinlichkeiten zu gewährleisten. 
 
Da die Äquivalenzspannung auf Grund ihrer Winkelabhängigkeit zur Veran-
schaulichung von Spannungsverteilungen ungeeignet ist, wird zu diesem 
Zweck die von Heger (1993) definierte, charakteristische Spannung  
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 berechnet, die analog zur Vergleichsspannung bei metallischen Werkstoffen 
nur eine Funktion des Ortes ist. Diese sowohl bruchmechanische als auch sta-
tistische Gesichtspunkte beinhaltende Größe wird zur Darstellung der berech-
neten Spannungsverteilungen im nun folgenden Ergebnisteil verwendet. 
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6 Ergebnisse und Diskussion 
Mit Hilfe der entwickelten Modelle lässt sich der stationäre und instationäre 
Betrieb der tubularen Festoxidbrennstoffzelle simulieren und die daraus resul-
tierende Beanspruchung ihrer keramischen Komponenten ermitteln. Das elek-
trische und thermische Verhalten der Zelle sowie ihre dynamischen Eigen-
schaften sind Gegenstand des ersten Abschnitts in diesem Kapitel. Abschnitt 
6.2 widmet sich den im transienten Betrieb der SOFC auftretenden thermome-
chanischen Spannungen, ihren Entstehungsmechanismen und den durch sie 
verursachten Bruchwahrscheinlichkeiten von Kathode, Elektrolyt und Anode.  
Im Gegensatz zu diesen beiden auf das Betriebsverhalten und die Beanspru-
chung der Brennstoffzelle ausgerichteten Abschnitten befasst sich der letzte 
Abschnitt 6.3 mit methodischen Aspekten. Unter Verwendung der in dieser 
Arbeit entwickelten, hochaufgelösten Modelle wird aufgezeigt, welche Auswir-
kung die Modellierungstiefe auf die Simulationsergebnisse besitzt und an wel-
chen Stellen demzufolge eine Reduzierung der Modellkomplexität möglich ist. 
6.1 Stationäres und instationäres Betriebsverhalten 
Ausgangspunkt für die Analyse des stationären und instationären Betriebsver-
haltens der oxidkeramischen Röhrenzelle ist der zur Validierung des thermo-
elektrochemischen SOFC-Modells verwendete Referenzbetriebspunkt. Alle im 
Rahmen der vorliegenden Arbeit behandelten transienten Szenarien verwen-
den diesen stationären Betriebspunkt als Startzustand.  
Im folgenden Abschnitt wird daher zunächst der stationäre Referenzbetriebs-
punkt betrachtet: Die Verteilung der Reaktanden, der Temperatur und der 
elektrischen Stromdichte in der Zelle wird veranschaulicht und die Wechsel-
wirkung der unterschiedlichen Prozesse verdeutlicht. Dieser Abschnitt bildet 
somit die Grundlage für das Verständnis des im Anschluss dargestellten insta-
tionären Betriebsverhaltens.  
6.1.1 Reaktanden-, Temperatur- und Stromdichteverteilung im stationä-
ren Referenzbetriebspunkt 
Der stationäre Referenzbetriebspunkt ist durch die in Abschnitt 4.8.2 gegebe-
nen Stoffströme und -temperaturen sowie die Stromstärke von Icell = 167,5 A je 
Brennstoffzellenröhre charakterisiert. Bei einer resultierenden elektrischen 
Spannung von Ucell = 0,62 V liefert eine Einzelzelle somit eine elektrische  
Leistung von Pcell = 103,9 W.  
 
Abbildung 6.1 veranschaulicht die Verhältnisse in bzw. entlang der Brennstoff-
zelle im o.g. Betriebspunkt. Abbildung 6.1a zeigt die Verteilung der  
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Reaktanden (ausgedrückt durch die Molanteile xi) im anodenseitigen Gas-
raum: Wie hieraus ersichtlich ist, wird der geringe, bei z = 0 m in den Anoden-
gasraum eintretende CH4-Anteil entlang weniger Zentimeter vollständig refor-
miert. Die noch im elektrochemisch inaktiven Bereich (z < 4 cm) der MEA ab-
laufende Reformierungsreaktion führt zum Verbrauch von H2O bei gleichzeiti-
ger Freisetzung von H2 und CO. Entlang der aktiven Zelllänge 
(4 cm ≤ z ≤ 154 cm) wird H2 elektrochemisch zu H2O umgesetzt, was einen 
kontinuierlichen Abfall des H2-Partialdrucks in Strömungsrichtung bedingt. 
Dieser wird jedoch teils durch die im Gaskanal ablaufende Shiftreaktion kom-
pensiert, die unter den gegebenen Bedingungen in Richtung der Produktseite 
(vgl. Gl. 3.3) abläuft und damit zur Umwandlung von CO und H2O in H2 und 
CO2 führt. Die Shiftreaktion leistet auf diese Weise einen wesentlichen Beitrag 
zur Vergleichmäßigung der Brennstoffverteilung und damit auch der Nernst-
Spannung entlang der Zelle.  
 
Abbildung 6.1b zeigt die in den Gasräumen ebenso wie in den Keramikkom-
ponenten herrschende Temperaturverteilung in Zelllängsrichtung: Die im  
 
 
Abb. 6.1: Simulationsergebnisse im stationären Referenzbetriebspunkt, Vertei-
lungen in Längsrichtung der (a) Gaszusammensetzung, (b) Temperaturen,  
(c) elektrischen Stromdichte und (d) Temperaturgradienten 
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Abgaswärmetauscher und Nachverbrennungsraum vorgewärmte Prozessluft 
tritt innerhalb der Luftzuführungsröhre (AFT) mit einer Temperatur von 
TaAFT,in = 1030 K in den Bereich der Brennstoffzelle ein und wird auf ihrem 
Weg zum geschlossenen Zellende konvektiv weiter aufgeheizt. Bei Eintritt in 
den Kathodengasraum bei z = 0 m trifft der heiße Luftstrom auf die hier auf 
Grund der endothermen Reformierungsreaktion deutlich kühlere MEA (siehe 
radial gemittelte Temperatur TMEA) und gibt einen Teil seiner thermischen 
Energie an diese ab. Der Luftstrom hat daher einen ausgleichenden Einfluss 
auf das axiale Temperaturprofil der SOFC. 
 
Das vorreformierte Brenngas strömt mit einer Temperatur von nur 1137 K aus 
dem Stackreformer in den Anodengasraum ein und trägt so über die Reformie-
rungsreaktion hinaus zur Abkühlung der MEA auf 1151 K am unteren Zellende 
bei. Der Verlauf der Brenngastemperatur Tf über der Zelllänge ist bereits in 
Abschnitt 4.8.2 dargestellt und zur Validierung des thermoelektrochemischen 
SOFC-Modells herangezogen worden, vgl. Abb. 4.13.  
Deutlich erkennbar im Temperaturprofil der Brennstoffzelle ist der starke 
Wärmeentzug durch die Stackreformer im Bereich z ≤ 1 m. Das Maximum der 
MEA-Temperatur von 1256 K stellt sich daher im aktiven Teil der MEA ober-
halb der Stackreformer ein. Eine enge Strahlungskopplung besteht darüber 
hinaus zwischen MEA und AFT, so dass die Temperaturdifferenz dieser Kom-
ponenten entlang der gesamten Zelllänge gering bleibt. 
 
Die in Abb. 6.1c dargestellte Verteilung der elektrischen Stromdichte entlang 
der Zelllänge lässt unmittelbar die aktiven und inaktiven Bereiche der MEA er-
kennen: Nur auf der mit dem Interkonnektorstreifen versehenen aktiven Länge 
ist Stromfluss möglich. Die inaktiven Abschnitte der MEA tragen demgegen-
über nichts zur Stromerzeugung bei, haben aber Wärmetauscher- und Reak-
torfunktion, wie Abb. 6.1a und b zu entnehmen ist. Die mit der axialen Position 
abnehmende Stromdichte ist durch die Abreicherung von H2 und O2 sowie die 
Anreicherung von H2O in den Gasströmen bedingt, die sich unmittelbar in ei-
ner Abnahme der Nernst-Spannung, aber auch einer Zunahme der Durch-
trittsverluste auswirken. Neben den Partialdrücken der Reaktanden besitzen 
überdies die Temperaturverhältnisse in der MEA wesentlichen Einfluss auf die 
Stromdichte: Je höher die lokale Temperatur, desto geringer sind die irrever-
siblen Verluste und desto größer ist somit der Stromfluss in diesem Bereich. 
Interessant ist, dass das in Längsrichtung ansteigende Temperaturniveau auf 
diese Weise zur Vergleichmäßigung der Stromdichteverteilung beiträgt. 
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Da Temperaturgradienten eine wichtige Rolle bei der Entstehung thermo-
mechanischer Spannungen zugeschrieben wird, stehen im Rahmen dieser 
Arbeit neben der Verteilung der Temperatur insbesondere ihre räumlichen Ab-
leitungen im Blickpunkt. Abbildung 6.1d zeigt die betragsmaximalen radialen 
Temperaturgradienten in Kathode, Elektrolyt und Anode sowie den betrags-
maximalen axialen Temperaturgradienten über der Zelllänge: Der steilste ra-
diale Temperaturgradient tritt mit -1980 K/m im Elektrolyten am unteren Zel-
lende auf. Auch in den übrigen Zellkomponenten wird in diesem Bereich der 
Extremwert erreicht, was auf den großen reformierungsbedingten Wärme-
strom von der Kathoden- zur Anodenseite zurückzuführen ist. Im Gegensatz 
dazu liegt der betragsgrößte axiale Temperaturgradient, der ebenfalls am un-
teren Ende der SOFC auftritt, bei nur 635 K/m. Besonders hohe axiale Wär-
meströme sind an den Übergängen zwischen inaktiven und aktiven Bereichen 
der MEA (z = 4 cm, z = 1,54 m) sowie am oberen Ende der Stackreformer 
(z = 1 m) erkennbar, was auf die starke Änderung der radialen Wärmeströme 
an diesen Stellen zurückzuführen ist. 
6.1.2 Elektrisches und thermisches Verhalten im transienten Betrieb 
Im Rahmen dieser Arbeit sind eine Vielzahl transienter Szenarien simuliert 
worden, um das Verhalten und die thermomechanische Belastung der Zelle 
unter unterschiedlichsten Betriebsbedingungen zu ermitteln. Ausführlich be-
handelt werden sollen hiervon nur zwei ausgewählte Fälle, an denen sich das 
dynamische Verhalten der SOFC gut erläutern lässt. Diese sind, ausgehend 
vom Referenzbetriebspunkt, durch die folgenden Eingangsgrößenänderungen 
zum Zeitpunkt t = 0 gekennzeichnet: 
 
• Absenkung des Luftstroms na um 20% bei unveränderter Lufteintrittstempe-
ratur TaAFT,in(z = 1,8 m), konstantem Zellstrom Icell sowie konstantem Erd-
gasstrom nNG 
• Absenkung des Zellstroms Icell und des Erdgasstroms nNG um 20% bei kon-
stantem Luftstrom na und unveränderter Lufteintrittstemperatur 
TaAFT,in(z = 1,8 m)  
 
In einem dritten Szenario wird anhand einer Lastreduktion auf 50% schließlich 
beispielhaft die Auswirkung einer Betriebsstrategie aufgezeigt, die auf eine 
konstante mittlere MEA-Temperatur abzielt. 
6.1.2.1 Szenario I: Reduktion des Luftstroms um 20% 
Abbildung 6.2 zeigt den Verlauf ausgewählter thermischer und elektrischer 
Größen nach dem sprunghaften Absenken des Luftstroms:  
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Abbildung 6.2a veranschaulicht die zeitliche Entwicklung des axialen  
Temperaturprofils in der MEA. Darüber hinaus sind die Extremwerte sowie der 
Mittelwert der MEA-Temperatur über der Zeit noch einmal gesondert in 
Abb. 6.2b dargestellt. 
 
 
  
  
Abb. 6.2: Sprungantwort thermischer und elektrischer Größen bei Reduktion 
des Luftstroms um 20% (Szenario I) 
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Bis zum Erreichen des neuen, stationären Zustands nach rd. 10 Stunden ist 
ein Anstieg der mittleren Zelltemperatur um 47 K zu beobachten, das Tempe-
raturmaximum in der MEA wächst dabei auf einen Wert von 1315 K.  
Die Aufheizung der Brennstoffzelle ist wie folgt zu erklären: Die Wärmeabfuhr 
aus dem Brennstoffzellenstack erfolgt ausschließlich über den am oberen Zell-
ende austretenden Luft- und Brennstoffstrom. (Der an die stackinternen Re-
former abgestrahlte Wärmestrom wird teils in der Reformerwand gespeichert, 
teils auf den vorreformierten Brennstoffstrom übertragen, und trägt daher nicht 
zum Wärmeaustrag aus dem System bei.) Da der Prozessluftstrom na ein Viel-
faches des Erdgastroms nNG bzw. des in den Anodengasraum eintretenden 
Brennstoffstroms nf beträgt, spielt er für die Zellkühlung die entscheidendere 
Rolle. Bei einer Verringerung des Luftstroms steigt die Zelltemperatur daher 
solange an, bis sich der durch die Gasströme aus der Zelle ausgetragene 
Enthalpiestrom mit der in bzw. an der SOFC freigesetzten Wärmeleistung wie-
der im Gleichgewicht befindet. 
 
Parallel zum Anstieg der mittleren Zelltemperatur ist eine Verungleichmäßi-
gung des axialen Temperaturprofils feststellbar, d.h. die Temperaturdifferenz 
zwischen dem Temperaturminimum am unteren Zellende und dem oberhalb 
der Stackreformer auftretenden Maximum nimmt zu. Auch dieser Effekt ist 
unmittelbar durch die Verringerung des Luftstroms bedingt: Wie im vorange-
gangenen Abschnitt erläutert, wirkt sich der Luftstrom ausgleichend auf die 
axiale Temperaturverteilung in der SOFC aus. Wird er verringert, so gleicht 
sich die Lufttemperatur gegenüber dem in Abb. 6.1b dargestellten Fall entlang 
einer kürzeren Strecke der Temperatur der Kanalwände an, was die ausglei-
chende Wirkung auf die Temperaturverteilung vermindert. So ist zu erklären, 
dass es am unteren Zellende zunächst lokal zur Abkühlung kommt, bevor die 
Aufheizung der gesamten Zelle auch hier zu einer Erwärmung führt. 
 
Abbildung 6.2c zeigt, wie sich die Extremwerte der Temperaturgradienten im 
betrachteten Zeitraum verändern. Der Maximalbetrag des axialen Tempera-
turgradienten steigt an und die betragsgrößten negativen (d.h. mit einem 
Wärmestrom von innen nach außen verknüpften) radialen Gradienten nehmen 
mit der Zeit an Steilheit zu. Das Anwachsen der Gradienten geht mit der Auf-
heizung des unteren Zellendes einher: Je höher hier die Temperatur ist, desto 
schneller läuft die Reformierungsreaktion ab und desto konzentrierter erfolgt 
der Wärmeentzug in diesem Bereich. Die in Abb. 6.2c dargestellten betrags-
maximalen Gradienten treten gerade in diesem Bereich auf. 
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Der resultierende Verlauf der elektrischen Größen Spannung, Strom und  
Leistung ist in normierter Form in Abb. 6.2d dargestellt. Da der Zellstrom im 
Szenario I konstant gehalten wird, stimmen die Verläufe von Spannung und 
Leistung überein. Nach Absenken des Luftstroms ist zunächst eine sprunghaf-
te, geringfügige Abnahme der Spannung zu beobachten, die auf die Abnahme 
des O2-Partialdrucks an der Kathode zurückzuführen ist. Dieser nur schwach 
ausgeprägte Effekt wird bereits nach 10 min durch den Anstieg der MEA-
Temperatur kompensiert, der eine Verringerung der Zellverluste und damit ei-
nen Anstieg der Spannung bewirkt. Die Änderung von Zellspannung bzw. 
-leistung bleibt jedoch in diesem Szenario mit < 2% gering.  
 
Nahezu unverändert bleibt auch die Verteilung der elektrischen Stromdichte 
über der Zelllänge, wie Abb. 6.2e zeigt: Bedingt durch den konstanten Zell-
strom muss auch die mittlere Stromdichte konstant sein. Die Variation der 
Stromdichteverteilung mit Veränderung des Temperaturprofils bleibt marginal. 
6.1.2.2 Szenario II: Reduktion des Stroms und Erdgasstroms um 20% 
Abbildung 6.3 zeigt analog zum vorigen Abschnitt die Reaktion der Brennstoff-
zelle auf die gleichzeitige sprunghafte Reduktion des Zellstroms und des Erd-
gasstroms um 20%. Die stromproportionale Änderung des Erdgasstroms führt 
(einen konstanten Rezirkulationsfaktor, wie in dieser Arbeit verwendet, vor-
ausgesetzt) zu einem konstanten Brennstoffnutzungsgrad in der SOFC und ist 
eine verbreitete Betriebsstrategie für Brennstoffzellen (vgl. Mueller et al. (2006, 
2007)). Sie beugt einer lokalen Brennstoffunterversorgung vor, die zur Schädi-
gung der Anode durch Reoxidation führen könnte, und stellt die Ausnutzung 
der gesamten aktiven Zelllänge für den Energiewandlungsprozess sicher. Eine 
zeitliche Variation der Reaktandenverteilung entlang der Anode ist so aus-
schließlich durch die Temperaturabhängigkeit des Shift-Gleichgewichts mög-
lich und bleibt vernachlässigbar gering. 
 
Im Gegensatz zum zuvor betrachteten Szenario kommt es in diesem Fall zu 
einer Abkühlung der Brennstoffzelle, wie Abb. 6.3a und b erkennen lassen: 
Die mittlere MEA-Temperatur nimmt im betrachteten Zeitraum um 48 K ab, 
das Temperaturminimum in den keramischen Komponenten sinkt auf 1124 K. 
Die Abkühlung der Zelle ist dadurch bedingt, dass mit der Reduktion des Zell-
stroms die in der MEA freigesetzte Wärmeleistung sinkt; zwar sinkt auch die 
aus der Zelle abgeführte elektrische Leistung Pcell, wie ein Blick auf Abb. 6.3d 
zeigt, jedoch in geringerem Maße als der mit dem Brennstoffstrom zugeführte 
Enthalpiestrom. Gleichzeitig bleibt der Luftstrom durch die Zelle mit seiner be-
reits erläuterten Kühlwirkung in diesem Szenario unverändert. Die  
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Zelltemperatur und infolgedessen der Enthalpieaustrag aus der Zelle sinken 
daher ab, bis nach etwa 10 h der neue Gleichgewichtszustand erreicht ist. 
Auch in diesem Szenario ist zu beobachten, dass sich die Temperatur am un-
teren Ende der Zelle zunächst gegenläufig zum allgemeinen Trend der 
 
 
  
  
Abb. 6.3: Sprungantworten thermischer und elektrischer Größen nach  
Reduktion von Strom und Erdgasstrom um 20% (Szenario II) 
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Temperatur verhält; die Ursache ist jedoch eine andere als im Szenario I: Mit 
dem um 20% reduzierten Brennstoffstrom sinkt in gleichem Maße der in den 
Anodengasraum eintretende Methanstrom und damit der Wärmeentzug durch 
die direkte Reformierung an der Anode. Die MEA-Temperatur am unteren Zell-
ende steigt daher zunächst an. Auf Grund des geringeren, bei z = 0 auf die 
Anode treffenden Methanstroms bleibt die Reformierungsreaktion jedoch noch 
stärker örtlich begrenzt, so dass ein größerer axialer Wärmestrom und somit 
ein größerer axialer Temperaturgradient auftritt (vgl. Abb. 6.3c). Mit Absinken 
der Zelltemperatur nimmt anschließend auch die Reaktionsgeschwindigkeit 
der Reformierung deutlich ab, die Reaktion läuft wieder auf einem längeren 
Anodenabschnitt ab und der maximale axiale Temperaturgradient sinkt, wie es 
Abb. 6.3c zeigt. Das aus derselben Abbildung ersichtliche Abnehmen der posi-
tiv ebenso wie der negativ gerichteten radialen Gradienten weist darauf hin, 
dass der Wärmestrom durch die MEA (von innen nach außen im Bereich der 
Stackreformer, von außen nach innen im oberen Teil der MEA) während die-
ses Szenarios kleiner wird. 
 
Abbildung 6.3d zeigt den Verlauf der elektrischen Größen über der Zeit. Die 
Zellspannung steigt mit der Reduktion der Stromstärke zunächst sprunghaft 
um 8% an. Der Grund hierfür ist, dass die Nernst-Spannung entlang der MEA 
auf Grund des konstanten Brennstoffnutzungsgrades unverändert bleibt, die 
Überspannungen und Ohm’schen Verluste in der Zelle hingegen mit Icell 
schlagartig abnehmen. Gemäß Gl. 4.3 muss Ucell daher ansteigen. Bedingt 
durch das Absinken der Zelltemperatur nehmen die Verluste in der Zelle im 
weiteren Verlauf trotz der konstanten Stromstärke wieder zu, was die Zell-
spannung wiederum reduziert. Im neuen stationären Zustand liegt Ucell damit 
nur 4% oberhalb der Zellspannung im Referenzzustand. Die elektrische  
Leistung der Zelle ergibt sich aus dem Produkt von Icell und Ucell und sinkt auf 
83% des Ausgangswertes.  
Da diese elektrische Leistung mit nur 80% des ursprünglichen Erdgasstroms 
erzeugt wird, liegt eine Wirkungsgradsteigerung der Brennstoffzelle gegenüber 
dem Referenzzustand vor. Der höhere Wirkungsgrad ist einerseits auf die bei 
niedrigerer Temperatur größere Nernst-Spannung und andererseits auf die 
durch den abgesenkten Strom reduzierten Spannungsverluste in der Zelle zu-
rückzuführen. 
 
Die in Abb. 6.3e dargestellte Verteilung der elektrischen Stromdichte ist unmit-
telbar an den Zellstrom geknüpft: Die Absenkung von Icell impliziert die Reduk-
tion der mittleren Stromdichte und damit die Verschiebung in Richtung  
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niedrigerer Werte. Da die Reaktandenverteilung auf Grund der strompropor-
tionalen Brennstoffzufuhr praktisch unverändert bleibt, ändert sich der qualita-
tive Kurvenverlauf kaum.  
6.1.2.3 Szenario III: Lastreduktion um 50% bei konstanter MEA-
Temperatur 
Während im Fall der beiden ersten Szenarien bewusst nur einzelne Eingangs-
größen variiert worden sind, um die Deutung der Systemantworten zu erleich-
tern, stellt das im Folgenden beschriebene ein realitätsnahes Lastwechselsze-
nario dar: Ziel ist die Halbierung der elektrischen Leistung bei unveränderter 
mittlerer MEA-Temperatur und konstantem Brennstoffnutzungsgrad der Zelle. 
Die zur Einstellung des anvisierten Betriebspunktes erforderlichen Eingangs-
größen sind mithilfe des stationären Systemmodells der SFC200-Anlage ermit-
telt worden: demzufolge sind Icell und nNG auf 41 %, der Luftstrom na auf 53 % 
des Ausgangswertes zu reduzieren; TaAFT,ein(z = 1,8 m) ergibt sich in diesem 
Fall zu 1125,6 K. Es sei angemerkt, dass durch die Änderung der Eingangs-
größen in dieser Form eine zwischenzeitliche Variation der mittleren MEA-
Temperatur nicht unterbunden wird; sie bewirkt jedoch, dass diese nach Errei-
chen des neuen stationären Zustands mit der im Ausgangszustand überein-
stimmt. Wie Abb. 6.4a und b zeigen, sinkt die mittlere MEA-Temperatur wäh-
rend des Lastwechsel-Szenarios jedoch lediglich um 3 K ab, bevor sie sich 
wieder dem stationären (Ausgangs- und) Endwert annähert. 
 
Auf eine detaillierte Diskussion der miteinander in der SOFC wechselwirken-
den Abläufe soll in diesem Fall verzichtet werden, zumal eine eindeutige Klä-
rung der kausalen Zusammenhänge bei gleichzeitiger Änderung derart vieler 
Einflussgrößen schwierig ist. Hervorzuheben ist jedoch der in diesem Szenario 
ersichtliche Vorteil einer Betriebsstrategie mit konstanter mittlerer MEA-
Temperatur: die elektrischen Größen erreichen ihren Zielwert innerhalb kür-
zester Zeit, da sich die Auswirkungen der thermischen Ausgleichsvorgänge 
entlang der Zelle im Mittel kompensieren. 
 
Anders als der optische Eindruck vermitteln mag, wird jedoch der thermische 
Gleichgewichtszustand und damit der neue stationäre Zustand nach 10 h noch 
nicht erreicht. Auf die Ursache dieser im vorliegenden Szenario auffallend 
großen thermischen Trägheit, wird im folgenden Abschnitt noch detaillierter  
eingegangen. 
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Abb. 6.4: Sprungantworten thermischer und elektrischer Größen nach Lastre-
duktion um 50% bei konstanter MEA-Temperatur (Szenario III) 
6.1.2.4 Überlegungen zur thermischen Zeitkonstanten 
Die dynamischen Eigenschaften eines Systems werden häufig mit Hilfe von 
Zeitkonstanten charakterisiert. Im vorliegenden Fall sind ausschließlich ther-
mische Speichervorgänge berücksichtigt worden, so dass aus den Ergebnis-
sen auch lediglich Aussagen zur thermischen Zeitkonstanten τth ableitbar sind. 
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Lässt der Zeitverlauf der Temperatur nach einem Eingangsgrößensprung wie 
in den Szenarien I und II eine exponentielle Annäherung an den stationären 
Endwert (und damit aus regelungstechnischer Sicht sogenanntes PT1-
Verhalten) erkennen, ist der Wert der thermischen Zeitkonstanten hieraus di-
rekt ablesbar: Er entspricht in diesem Fall dem Zeitraum, innerhalb dessen 
sich die Temperatur nach dem Eingangsgrößensprung um 63,2% dem neuen 
stationären Endwert angenähert hat. 
 
Ebenso ist es möglich, mit Hilfe der (im Referenzbetriebspunkt linearisierten)  
Leistungsbilanz des SOFC-Systems und unter der vereinfachenden Annahme 
einer homogenen MEA-Temperatur die thermische Zeitkonstante theoretisch 
abzuschätzen: Mit der den Stack ebenso wie die Stackreformer umfassenden 
Gesamtwärmekapazität C und den aus allen 1140 Brennstoffzellen austreten-
den Luft- bzw. Brenngasströmen ni sowie den zugehörigen molaren Wärme-
kapazitäten cp ergibt sich diese zu 
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Die für den stationären Referenzbetriebspunkt einzusetzenden Werte führen 
auf einen Wert von τtheor ≈ 2900 s.  
 
Tabelle 6.1 fasst beispielhaft die Werte der Zeitkonstanten zusammen, die aus 
den Simulationsergebnissen der im Detail behandelten Szenarien I und II so-
wie der im Anhang A-3.3 dargestellten Szenarien I* und II* hervorgehen.  
 
Szenario I: na – 20%; TaAFT,in = konst.; I = konst.; nNG = konst. τth ≈ 6000 s 
Szenario I*: na + 20%; TaAFT,in = konst.; I = konst.; nNG = konst. τth ≈ 3350 s 
Szenario II: I – 20%; nNG – 20%; na = konst.; TaAFT,in = konst. τth ≈ 4200 s 
Szenario II*: I + 20%; nNG + 20%; na = konst.; TaAFT,in = konst. τth ≈ 4150 s 
Tabelle 6.1: Zeitkonstanten transienter Szenarien im Vergleich 
Die aus den Simulationsergebnissen resultierenden Zeitkonstanten liegen so-
mit in der zu erwartenden Größenordnung von etwa 1 h, jedoch tendenziell 
oberhalb des theoretisch abgeschätzten Wertes. Eine naheliegende Erklärung 
für diese Diskrepanz ist die im realen System auf Grund der begrenzten Wär-
meleitfähigkeit der Keramikkomponenten stark inhomogene Temperaturvertei-
lung entlang der Zelle, die bei einer Abschätzung nach Gl. 6.1 keine Berück-
sichtigung findet. 
 
6. Ergebnisse und Diskussion 
103 
Dass diese Abschätzung das tatsächliche Systemverhalten nur grob wieder-
geben kann, zeigt sich darüber hinaus in der beobachteten Variation der Zeit-
konstanten in Tabelle 6.1: Während das Gl. 6.1 zugrunde liegende, linearisier-
te System einen einheitlichen (nur vom Startzustand abhängigen) Wert der 
Zeitkonstanten für alle Szenarien in Tabelle 6.1 erwarten ließe, zeigen die Si-
mulationsergebnisse des nichtlinearen Systems eine deutliche Abhängigkeit 
von den veränderten Eingangsgrößen. Je mehr Luft und je mehr Brennstoff 
durch die Brennstoffzelle strömen, desto kleiner ist - angesichts des verbes-
serten konvektiven Wärmeübergangs (und der somit erhöhten Biot- und Fou-
rier-Zahlen) erwartungsgemäß - ihre thermische Zeitkonstante. 
 
Im Fall des Szenarios III ist aufgrund des nicht-monotonen Verlaufs der MEA-
Temperatur keine thermische Zeitkonstante nach der obigen Definition angeb-
bar. Die besonders langsame Annäherung an den neuen Gleichgewichtszu-
stand bestätigt jedoch, dass verglichen mit den übrigen Szenarien eine noch 
größere thermische Trägheit vorliegt, wie infolge der in diesem Fall auf etwa 
die Hälfte abgesenkten Prozessgasströme zu erwarten ist. 
 
Zusammenfassend ist festzuhalten, dass der Wärmehaushalt des betrachteten 
SOFC-Systems sehr langsam auf Änderungen der Betriebsbedingungen rea-
giert und bis zum Erreichen des thermischen Gleichgewichtszustands mehrere 
Stunden vergehen. Örtlich begrenzt treten hingegen auch deutlich schnellere 
Temperaturänderungen auf, wie die temporäre Abkühlung bzw. Aufheizung 
des unteren Zellendes in Abb. 6.2b und Abb. 6.3b zeigt. Die zugehörigen Zeit-
konstanten sind durch den lokalen konvektiven Wärmeübergang zwischen 
Gas- und Feststoffphase geprägt und liegen in der Größenordnung von 100 s.  
 
Diese deutliche Diskrepanz zwischen dem lokalen und dem integralen thermi-
schen Verhalten der Brennstoffzelle bestätigt noch einmal die Wichtigkeit der 
räumlich aufgelösten Herangehensweise für die Untersuchung thermisch be-
dingter Versagensmechanismen. 
6.2 Thermomechanische Beanspruchung 
6.2.1 Spannungen und Bruchwahrscheinlichkeit im transienten Betrieb 
Für die im vorigen Abschnitt behandelten transienten Szenarien wird mit Hilfe 
des FE-Modells und der mehrachsigen Weibullanalyse die Verteilung der 
thermomechanischen Spannungen und das damit verbundene Bruchrisiko er-
mittelt. 
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6.2.1.1 Szenario I 
Abbildung 6.5a bis c zeigt die Ergebnisse im Fall der Absenkung des Luftmo-
lenstroms um 20%. Zum besseren Verständnis ist darüber hinaus ein Rück-
blick auf den zugehörigen, in Abb. 6.2a dargestellten Temperaturverlauf sinn-
voll: Nach einer kurzzeitigen Abkühlung der MEA im unteren Bereich der 
Brennstoffzelle heizt sich die gesamte Zelle gegenüber dem spannungsfreien 
Referenzzustand um etwa 50 K auf. 
 
Die Auswirkung des räumlichen und zeitlichen Temperaturverlaufs ist unmit-
telbar in der Verteilung der thermomechanischen Spannungen erkennbar: Ab-
bildung 6.5a zeigt die Verteilung der in Abschnitt 5.3.1 definierten charak-
teristischen 
 
Spannung σchar über der Längskoordinate der Brennstoffzelle. (Es 
sei angemerkt, dass σchar definitionsgemäß nur Zugspannungen berücksichtigt 
und daher stets positiv ist.) Dargestellt ist jeweils der radiale Mittelwert dieser 
Größe nach einem Zeitraum von 0,25 h bzw. 10 h. Zum Zeitpunkt t = 0,25 h ist 
gerade das zeitliche Minimum der Zelltemperatur am unteren Zellende er-
reicht, während der übrige Teil der MEA bereits eine gegenüber
 
 
 
  
Abb. 6.5: Verlauf der charakteristischen Spannung und der  
Versagenswahrscheinlichkeit (Szenario I) 
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dem Referenzzustand höhere Temperatur angenommen hat. Da die Anode 
den größten Wärmeausdehnungskoeffizienten der keramischen Komponenten 
besitzt, hat sie bei Abkühlung das stärkste Kontraktionsbestreben. Sie gerät 
daher während der temporären Temperaturabnahme im unteren Bereich der 
MEA unter Zugspannung (vgl. Abb. 6.5a). Bei Erwärmung gegenüber dem Re-
ferenzzustand wird hingegen der Elektrolyt als Komponente mit dem kleinsten 
Ausdehnungskoeffizienten zugbelastet, wie im Bereich z > 0,25 m in Abb. 6.5a 
erkennbar ist. 
 
Erwartungsgemäß verschwindet die Zugspannung in der Anode nach Über-
schreiten des Referenztemperaturniveaus und die Zugbelastung des Elektroly-
ten steigt mit zunehmender Erwärmung der Brennstoffzelle an, wie der Verlauf 
des räumlichen Mittelwertes σchar,mean über der Zeit in Abb. 6.5b zeigt. Nach-
dem sich die Zelltemperatur dem neuen Gleichgewichtszustand nach 5 h be-
reits weit angenähert hat und anschließend nahezu konstant bleibt, nimmt die 
charakteristische Spannung im Elektrolyten jedoch wieder ab. Dieser Effekt ist 
durch das Kriechen des Kathoden- und Anodenmaterials bedingt, dessen 
Auswirkung auch in der Spannungsverteilung in Abb. 6.5a erkennbar ist: Hohe 
Temperaturen begünstigen die Kriechrelaxation von Kathode und Anode; es 
kommt daher entlang der elektrochemisch aktiven Zelllänge zu einer (negati-
ven) Kriechdehnung dieser Komponenten und damit verbunden zum Span-
nungsabbau im Elektrolyten. Besonders ausgeprägt ist die Spannungsreduk-
tion im Abschnitt 1 m < z < 1,5 m, in dem die höchsten Temperaturen auftre-
ten. Am unteren inaktiven Zellende bleibt der Kriecheinfluss bedingt durch die 
rund 150 K niedrigere Temperatur hingegen gering. Hier kommt es auf Grund 
des mit der Zeit zunehmenden axialen Temperaturgradienten zu lokalen Span-
nungsüberhöhungen in allen Komponenten, insbesondere in der Elektrolyt-
schicht. 
 
Abbildung 6.5c zeigt den Verlauf der Wahrscheinlichkeit, mit der es im be-
trachteten Szenario bis zum Zeitpunkt t zum Versagen durch Bruch kommt. 
Die Versagenswahrscheinlichkeit der Kathode bleibt mit Pf,ca < 10-15 ver-
schwindend gering und ist daher nicht dargestellt. Das Risiko von Elektrolyt 
und Anode, innerhalb des betrachteten Zeitraums zu versagen, liegt jeweils in 
der Größenordnung von 10-11 und ist damit ebenfalls äußerst gering. Bemer-
kenswert ist, dass die Anode bedingt durch ihre geringe mittlere Festigkeit mit 
dem größten Ausfallrisiko behaftet ist, obwohl sie einer deutlich niedrigeren 
Zugspannung als der Elektrolyt ausgesetzt ist (vgl. Abb. 6.5b). 
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6.2.1.2 Szenario II 
Abbildung 6.6a bis c zeigt die Verläufe der charakteristischen Spannung und 
der Versagenswahrscheinlichkeit nach einer sprunghaften Absenkung von 
Zellstrom und Erdgasmolenstrom um 20%. Es kommt in diesem Fall nach ei-
ner kurzzeitigen lokalen Aufheizung des unteren Zellendes zur Abkühlung der 
SOFC (vgl. Abb. 6.3a bis c).  
 
Abbildung 6.6a veranschaulicht wiederum exemplarisch die Verteilung von 
σchar entlang der MEA nach 0,25 h und 10 h: Die kurzzeitige Erwärmung und 
der zeitweilige Anstieg des axialen Temperaturgradienten führen zur vorüber-
gehenden Ausbildung leichter Zugspannungen im Elektrolyten. Hingegen liegt 
in allen Bereichen, deren Temperatur unterhalb der spannungsfreien Refe-
renztemperatur liegt, Druckspannung im Elektrolyten und Zugspannung in der 
Anode vor, was abermals durch das unterschiedliche Wärmeausdehnungs-
verhalten der Komponenten bedingt ist. Die mittlere charakteristische Span-
nung in der Anode erreicht nach 3,5 h ihr Maximum und nimmt anschließend 
durch Kriechrelaxation ab. Das Spannungsniveau in der Kathode als tragender 
Komponente bleibt auch in diesem Szenario niedrig.  
 
 
Abb. 6.6: Verlauf der charakteristischen Spannung und der Versagens-
wahrscheinlichkeit (Szenario II) 
6. Ergebnisse und Diskussion 
107 
Die resultierende Versagenswahrscheinlichkeit der Kathode liegt mit 10-14 er-
neut in einer praktisch nicht relevanten Größenordnung. Ebenso führen die 
innerhalb der ersten Stunde nach Veränderung der Betriebsbedingungen auf-
tretenden Zugspannungen im Elektrolyten zu keiner nennenswerten 
Versagenswahrscheinlichkeit. Seitens der Anode trifft hingegen in diesem Fall 
das höchste auftretende Zugspannungsniveau auf die mechanisch schwäch-
ste Komponente, was für diese zu einer Versagenswahrscheinlichkeit von 10-5 
führt.  
 
Ein Blick auf industrielle Anforderungen an die Versagenswahrscheinlichkeit 
erleichtert die Einordnung der hier berechneten Werte. Nach Angaben von 
Nakajo (2005) liegen typische Grenzwerte für die Versagenswahrscheinlichkeit 
bei 10-4 in der Automobilindustrie, bei 10-5 in der Luftfahrtindustrie und bei 10-6 
im Fall kerntechnischer Anlagen. Berechnete Bruchwahrscheinlichkeiten ab 
dieser Größenordnung sind daher als relevant ansehen.  
6.2.1.3 Szenario III 
Im Fall des dritten vorgestellten Szenarios wird durch simultane Reduktion von 
Strom und Erdgaszufuhr sowie eine gezielte Absenkung des Luftmassen-
stroms ein Betriebspunkt mit halber elektrischer Leistung, jedoch gleicher mitt-
lerer MEA-Temperatur angefahren (vgl. Abschnitt 6.1.2.3). Abbildung 6.7a bis 
c veranschaulichen die mit diesem Lastwechsel verbundene Belastung der 
MEA und die resultierende Versagenswahrscheinlichkeit.  
 
Die in diesem Fall zu einer Zugbelastung der MEA-Komponenten führenden 
Mechanismen entsprechen den bereits in den vorigen Abschnitten erläuterten: 
In Bereichen, deren Temperatur gegenüber dem Referenzzustand erhöht ist, 
wird der Elektrolyt als Komponente mit der geringsten Wärmeausdehnung 
zugbelastet, während eine Abkühlung gegenüber dem spannungsfreien Zu-
stand zur Zugbelastung von Kathode und Anode führt. Am unteren Zellende 
sind darüber hinaus Spannungsüberhöhungen zu beobachten, die durch die 
starke Änderung des axialen Temperaturgradienten in diesem Abschnitt be-
dingt sind. 
 
Die maximale, mit dem beschriebenen Lastwechsel verbundene Versagens-
wahrscheinlichkeit tritt in der Anode auf, bleibt jedoch mit einer Größenord-
nung von 10-10 verschwindend niedrig. Hervorzuheben ist, dass im Fall  von 
Szenario II bereits eine deutlich geringere Lastreduktion zu einer um etliche 
Größenordnungen höheren Bruchwahrscheinlichkeit in der Brennstoffzelle ge-
führt hat. Diese war vorwiegend durch die mit der Lastreduktion verbundene 
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Abkühlung der MEA bedingt. Die im Szenario III umgesetzte gleichzeitige Ver-
ringerung des Luftstroms verhindert hingegen die Auskühlung der Zelle. Eine 
Betriebsstrategie, die auf eine konstante mittlere MEA-Temperatur abzielt, 
kann somit die Beanspruchung der keramischen MEA deutlich reduzieren. 
 
In den vorangegangenen Abschnitten sind beispielhaft drei transiente Szena-
rien vorgestellt und zur Erläuterung der Wechselwirkungen zwischen elektro-
chemischen, thermischen und mechanischen Größen herangezogen worden. 
Die Ergebnisse zeigen, dass sowohl lokale Änderungen der Temperatur als 
auch der räumlichen Temperaturgradienten Einfluss auf die Spannungsver-
hältnisse in der SOFC-Keramik besitzen. Vor diesem Hintergrund ist zu erwar-
ten, dass sich sowohl die Höhe eines Eingangsgrößensprungs, aber auch die 
Änderungsgeschwindigkeit der Eingangsgrößen auf das Versagensrisiko aus-
wirkt, mit dem ein transientes Szenario behaftet ist. Einer differenzierteren Un-
tersuchung dieser Einflussfaktoren mit Hilfe der entwickelten Modelle widmen 
sich die beiden folgenden Abschnitte. 
 
 
 
  
Abb. 6.7: Verlauf der charakteristischen Spannung und der Versagens-
wahrscheinlichkeit (Szenario III) 
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6.2.2 Einfluss des Eingangsgrößensprungs auf das Versagensrisiko 
Im Rahmen der vorgestellten Szenarien I und II sind mit dem Luftstrom bzw. 
der elektrischen Stromstärke und dem Erdgasstrom wichtige Eingangsgrößen 
des SOFC-Systems variiert worden. Die sprunghafte Änderung dieser Be-
triebsparameter betrug dabei jeweils -20%. 
Für die folgende Untersuchung werden dieselben Eingangsgrößen in größe-
rem Umfang verändert und die resultierenden Versagenswahrscheinlichkeiten 
berechnet. Die Änderung der Eingangsgrößen erfolgt auch in diesem Fall 
sprunghaft. Betrachtet werden Eingangsgrößensprünge, in deren Folge die 
Temperaturen der MEA in einem realistischen Betriebstemperaturbereich von 
800 bis 1050°C bleiben.  
 
Abbildung 6.8a zeigt, mit welcher Wahrscheinlichkeit es bei Änderungen des 
Luftstroms na um -20% … +50% in den keramischen Komponenten der SOFC 
zum Bruch kommt; Abb. 6.8b verdeutlicht die analogen Verhältnisse bei einer 
Variation von Stromstärke Icell und Erdgasmolenstrom nNG im Be-
reich -50% … +20%. Versagenswahrscheinlichkeiten unterhalb von 10-15 sind 
nicht dargestellt.  
 
Unabhängig davon, welche Eingangsgröße variiert wird, wächst das Bruchrisi-
ko mit dem Betrag des Eingangsgrößensprungs, d.h. mit der Abweichung vom 
spannungsfreien Referenzbetriebspunkt (100% bzw. 1 auf der Abszisse). 
Szenarien, die zu einer Aufheizung der Brennstoffzelle führen (Reduktion des 
Luftstroms, Anhebung von Strom und Erdgasstrom), sind nur mit einem sehr 
geringen Versagensrisiko von <10-10 behaftet. In bruchmechanischer Hinsicht 
deutlich kritischer sind die dargestellten Abkühlungsszenarien, die (aus den in 
Abschnitt 6.2.1 dargelegten Gründen) eine starke Beanspruchung der Anode 
und infolgedessen eine hohe Bruchwahrscheinlichkeit von bis zu 3,2·10-2 in 
dieser Komponente verursachen.  
 
Die mit Hilfe der vorgestellten Modelle und Materialparameter ermittelten 
Versagenswahrscheinlichkeiten von Kathode und Elektrolyt bleiben bei sämtli-
chen hier betrachteten Szenarien vernachlässigbar gering. Im Fall der Katho-
de ist dies auf die stets nur geringe Zugbelastung zurückzuführen (vgl. Ab-
schnitt 6.2.1); im Elektrolyten treten dagegen um ein Vielfaches größere Zug-
spannungen auf, die jedoch angesichts der hohen Festigkeit des Zirkonoxids 
nicht versagensrelevant sind. 
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Abb. 6.8: Versagenswahrscheinlichkeit bei sprunghafter Variation des Luft-
stroms (a) bzw. des Stroms und der zugeführten Erdgasmenge (b) 
6.2.3 Einfluss der Eingangsgrößendynamik auf das Versagensrisiko 
Eine interessante Frage bezüglich der Betriebsführung der SOFC ist, inwieweit 
sich durch eine kontinuierliche und gezielt verlangsamte Änderung der Ein-
gangsgrößen die Bruchwahrscheinlichkeit während eines transienten Vor-
gangs beeinflussen lässt. Hintergrund ist, dass hohe räumliche Gradienten 
häufig durch schnelle zeitliche Änderungen der Randbedingungen verursacht 
werden, wie es z. B. bei Thermoschock der Fall ist. Eine langsamere Ein-
gangsgrößenänderung sollte daher die in der SOFC auftretenden Tempera-
turgradienten verringern. Darüber hinaus können im verzögerten Fall Kriech-
prozesse zur Senkung der Beanspruchung beitragen. 
 
Um die Auswirkung der Eingangsgrößendynamik zu untersuchen, wird die 
sprunghafte Änderung von Eingangsgrößen durch einen kontinuierlichen An-
stieg bzw. Abfall auf den neuen Wert ersetzt: Ab dem Zeitpunkt t = 0 werden 
diese innerhalb der Anstiegszeit linear vom Ausgangs- auf den Zielwert verän-
dert. Um den größtmöglichen Effekt zu erzielen, werden gerade die Szenarien 
zugrunde gelegt, für die sich bei sprunghafter Änderung der Eingangsgrößen 
die größte Bruchwahrscheinlichkeit ergeben hat (vgl. Abschnitt 6.2.2), d.h. die 
Steigerung des Luftstroms um 50% und die Senkung von Strom und Erdgas-
strom um 50%. Die in Abhängigkeit von der Anstiegs-/ Abfallzeit der Ein-
gangsgrößen ermittelten Versagenswahrscheinlichkeiten sind in Abb. 6.9 dar-
gestellt.  
 
Wie der Verlauf der (in diesem Fall nicht logarithmisch aufgetragenen) 
Versagenswahrscheinlichkeit der MEA-Komponenten zeigt, führt eine langsa-
mere Änderung der betrachteten Eingangsgrößen tatsächlich zu einer Reduk-
tion des Bruchrisikos. 
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Abb. 6.9: Bruchwahrscheinlichkeit bei linearem Anstieg des Luftstroms (a) 
bzw. linearer Absenkung des Zellstroms und der zugeführten Erdgasmenge (b) 
um jeweils 50% 
Diese erfolgt allerdings nur in geringem Maße; die Größenordnung der 
Versagenswahrscheinlichkeit bleibt selbst bei einer über 2 bis 3 h gestreckten 
Eingangsgrößenänderung nahezu unverändert.  
6.2.4 Zur Entstehung thermomechanischer Spannungen 
Die bislang in dieser Arbeit behandelten thermomechanischen Belastungen 
sind durchweg unter Verwendung inhomogener Temperaturprofile ermittelt 
worden, die im realen Betrieb der SOFC auftreten können. Die Ergebnisse ha-
ben gezeigt, dass sowohl Temperaturdifferenzen zum spannungsfreien Refe-
renzzustand als auch die Änderung der Temperaturgradienten zur Entstehung 
thermomechanischer Spannungen beitragen.  
Die Aussagekraft der erhaltenen Ergebnisse hinsichtlich der unterschiedlichen 
Relevanz dieser spannungsverursachenden Mechanismen ist gleichwohl be-
grenzt. Dabei ist gerade ein vertieftes Verständnis der Mechanismen und ihrer 
Gewichtung erforderlich, um die Beanspruchung der keramischen Komponen-
ten in SOFC (bspw. durch konstruktive Änderungen oder geeignete Wahl der 
Betriebsbedingungen) systematisch reduzieren zu können. 
 
Aus diesem Grund wird im Folgenden die prinzipielle Auswirkung von Ände-
rungen der Temperatur und der Temperaturgradienten gegenüber dem span-
nungsfreien Referenzzustand untersucht. Dazu wird mit Hilfe des strukturme-
chanischen Modells der SOFC die Belastung der MEA durch unterschiedliche, 
angenommene Temperaturprofile analysiert. 
 
Schlüssel für die getrennte Untersuchung der beiden genannten Belastungs-
mechanismen ist dabei die Ausnutzung des Superpositionsprinzips. Dessen 
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Anwendbarkeit im vorliegenden Fall und die dazu erforderlichen Annahmen 
sollen zunächst betrachtet werden:  
Ganz allgemein gilt das Superpositionsprinzip für zwei voneinander abhängige  
Größen x und y, sofern sie die Gleichung 
  
 ( ) ( ) ( )2121 xyxyxxy +=+  (6.2)
erfüllen. Die lineare Verknüpfung der Größen gemäß y = m·x+b allein ist also 
keine hinreichende Bedingung für die Anwendbarkeit des Superpositionsprin-
zips; vielmehr muss zusätzlich der Verlauf durch den Ursprung (b = 0) gewähr-
leistet sein. Im vorliegenden Fall muss dementsprechend für die Temperatur-
differenzen ∆T zur spannungsfreien Referenztemperatur und die vier Kompo-
nenten des Spannungsvektors σ die Bedingung  
  
 ( ) ( ) ( )2121 TTTT ∆σ+∆σ=∆+∆σ  (6.3)
  erfüllt sein. 
Wird der Kriecheinfluss und die leichte Temperaturabhängigkeit der E-Moduli 
vernachlässigt, so besitzen die Gleichungen des mechanischen Modells alle-
samt linearen Charakter in ∆T und σ (vgl. Abschnitt 5.2.2). Darüber hinaus ist 
durch die Festlegung der spannungsfreien Referenztemperatur mit σ(∆T = 0) 
= 0 auch der Verlauf durch den Ursprung gewährleistet. Das Superposi-
tionsprinzip ist somit unter den genannten Voraussetzungen gültig. So ent-
spricht das Spannungsfeld, das durch die Überlagerung einer homogenen 
Temperaturänderung und eines Temperaturgradienten hervorgerufen wird, 
gerade der Summe der Spannungsverteilungen, die aus der getrennten Ein-
wirkung dieser beiden Temperaturprofile resultieren.  
 
Vor diesem Hintergrund wird im Folgenden die Auswirkung fünf verschiedener 
Temperaturprofile in der MEA untersucht: 
 
(i) die homogene Aufheizung gegenüber dem spannungsfreien Zustand 
um 150 K, 
(ii) die homogene Abkühlung um 150 K, 
(iii) ein positiver radialer Temperaturgradient von +1500 K/m (Abb. 6.10 links), 
(iv) ein negativer radialer Temperaturgradient von -1500 K/m (Abb. 6.10 
links) sowie 
(v) ein axialer Temperaturgradient von 1000 K/m (Abb. 6.10 rechts). 
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Die Beträge der Temperaturdifferenzen und -gradienten sind in Anlehnung an 
die Ergebnisse der berechneten transienten Szenarien gewählt worden und 
entsprechen den dabei beobachteten maximalen Änderungen lokaler Tempe-
raturen bzw. Temperaturgradienten. Die Betrachtung eines negativen axialen 
Temperaturgradienten kann aus Symmetriegründen entfallen. Die im Folgen-
den vorgestellten Ergebnisse sind ausschließlich mit Hilfe des strukturmecha-
nischen SOFC-Modells ermittelt worden, dessen FE-Netz zu diesem Zweck im 
betrachteten Abschnitt der MEA deutlich verfeinert worden ist. Dabei sind 
temperaturunabhängige E-Moduli (Berechnung mit E(T = 900°C)) zugrunde 
gelegt und Kriecheffekte unberücksichtigt gelassen worden.  
 
Abb. 6.10: Zur Implementierung der radialen (links) und des axialen Tempera-
turgradienten (rechts) verwendete Temperaturverläufe  
Diese Vereinfachungen führen zwar dazu, dass das mechanische Verhalten 
der SOFC weniger genau beschrieben wird, ermöglichen aber wie erläutert 
erst die Anwendung des Superpositionsprinzips und damit die getrennte Be-
trachtung der spannungsverursachenden Faktoren. 
 
Die durch Aufprägung einer homogenen Erwärmung (Fall i) bzw. eines axialen 
Temperaturgradienten (Fall v) hervorgerufenen thermomechanischen Span-
nungen in einem 4 cm langen Abschnitt der MEA (0,48 m < z < 0,52 m) zeigen 
Abb. 6.11 und 6.12. Eine vollständige Darstellung aller durch die Temperatur-
profile (i) bis (v) verursachten Spannungsverteilungen ist im Anhang A-3.3 zu 
finden.Abgebildet sind jeweils die Verteilungen der r-, ϕ- und z-Spannungs-
komponenten sowie die daraus ermittelte charakteristische Spannung. Auf die 
Darstellung der Schubspannung τrz ist angesichts ihres vernachlässigbar ge-
ringen Betrags verzichtet worden. 
 
Im Fall (i) der homogenen Erwärmung aller MEA-Komponenten resultieren die 
thermomechanischen Spannungen unmittelbar aus dem unterschiedlichen 
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Abb. 6.11: Spannungsverteilung bei homogener Erwärmung der MEA (Fall i) 
 
Abb. 6.12: Spannungsverteilung unter dem Einfluss eines axialen  
Temperaturgradienten (Fall v) 
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Wärmeausdehnungsverhalten der keramischen Schichten: Dabei wird das 
thermomechanische Verhalten der MEA auf Grund ihrer großen räumlichen 
Ausdehnung vorwiegend durch die Kathode bestimmt. Aus diesem Grund 
bleibt das Spannungsniveau in der Kathode niedrig, während im Elektrolyten 
mit dem niedrigsten Wärmeausdehnungskoeffizienten hohe Zugspannungen 
und in der Anode mit dem stärksten Ausdehnungsbestreben hohe Druckspan-
nungen auftreten. Innerhalb der Komponenten sind die Spannungen überwie-
gend homogen verteilt. 
 
Im Gegensatz zu einer einheitlichen Erwärmung oder Abkühlung führen Tem-
peraturgradienten selbst in Bauteilen mit völlig homogenem Wärmeausdeh-
nungsverhalten zu Spannungen. Innerhalb der SOFC-Komponenten bewirken 
Temperaturgradienten inhomogen verteilte Spannungen, wie es auch am Bei-
spiel des axialen Temperaturgradienten in Abb. 6.12 ersichtlich ist: In allen ke-
ramischen Schichten treten sowohl zug- als auch druckbelastete Bereiche auf. 
 
Ein besonders stark ausgeprägtes Zugspannungsmaximum findet sich unter 
dem Einfluss axialer Temperaturgradienten im Elektrolyten, wie die Verteilung 
der charakteristischen Spannung in Abb. 6.12 zeigt. Dies bestätigt, dass die 
bei der strukturmechanischen Analyse transienter Betriebsszenarien am unte-
ren Zellende beobachteten Spannungsüberhöhungen (vgl. bspw. Abb. 6.5a 
und 6.6a) nicht etwa auf die Geometrie des geschlossenen Zellendes, sondern 
auf starke Änderungen des axialen Temperaturgradienten in diesem Bereich 
zurückzuführen sind. 
 
Abbildung 6.13 fasst die durch die Temperaturprofile (i) bis (v) verursachten 
maximalen Spannungen zusammen. Die getrennte Darstellung der r-, ϕ- und 
z-Spannungs-komponenten macht zunächst deutlich, dass der Spannungszu-
stand in den keramischen Schichten der MEA in allen Fällen praktisch äquibi-
axial ist: σϕ und σz sind nahezu betrags- und stets orientierungsgleich und do-
minieren deutlich über σr und τrz. Einzig unter dem Einfluss axialer Tempera-
turgradienten ist eine gewisse Abweichung vom äquibiaxialen Spannungszu-
stand erkennbar.  
 
Hauptintention der in Abb. 6.13 gewählten Darstellung ist jedoch, einen unmit-
telbaren Vergleich der durch die Temperaturprofile (i) bis (v) bedingten Span-
nungsniveaus zu ermöglichen. Von Interesse sind dabei ausschließlich die 
Zugspannungen, da gemäß den in Abschnitt 5.3.1 dargelegten Annahmen nur 
diese versagensrelevant sind. 
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Abb. 6.13: Unter dem Einfluss unterschiedlicher Temperaturprofile auftretende  
Maximalspannungen im Vergleich 
Es ist festzustellen, dass das Spannungsniveau stark mit den verursachenden 
Temperaturprofilen variiert: Insbesondere ist die thermomechanische Be-
lastung infolge einer Temperaturänderung von 150 K deutlich größer als die 
durch die betrachteten Temperaturgradienten bedingten. So verursachen die 
maximalen, im Zuge der transienten Betriebszenarien auftretenden Ände-
rungen von Temperaturgradienten nur rund ein Fünftel des Spannungsni-
veaus, das durch ∆T = ± 150 K hervorgerufen wird. Anders formuliert bedeutet 
dies: Eine homogene Temperaturänderung von nur 30 K erzeugt thermome-
chanische Spannungen etwa desselben Betrags in der MEA wie ein radialer 
Temperaturgradient von 1500 K/m oder ein axialer Temperaturgradient von 
1000 K/m. Dabei ist allerdings zu beachten, dass auch die Festlegung der 
verwendeten Temperaturprofile einen gewissen Einfluss auf die ermittelten 
Spannungen besitzt; so steigt bspw. die von einem bestimmten axialen Tem-
peraturgradienten verursachte Belastung mit seiner Ausdehnung in Längsrich-
tung geringfügig an. 
Dennoch ermöglicht die in diesem Abschnitt beschriebene Methode, die unter-
schiedliche Wichtigkeit von Temperaturniveau und Temperaturgradienten für 
die Entstehung thermomechanischer Spannungen abzuschätzen. Dabei konn-
te festgestellt werden, dass die Erwärmung bzw. Abkühlung der MEA gegen-
über Temperaturgradienten eine deutlich größere Rolle spielt. 
 
Zwar können gradientenbedingte Spannungen die temperaturbedingten 
durchaus zeitweise übersteigen, wie bspw. die im Szenario II nach 0,25 h  
vorliegenden Verhältnisse gezeigt haben. Praktisch relevante  
Versagenswahrscheinlichkeiten sind jedoch auch in den untersuchten  
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Betriebsszenarien ausschließlich in Fällen aufgetreten, in denen es zu einer 
starken Abkühlung der Brennstoffzelle gekommen ist; für die insgesamt resul-
tierende Bruchwahrscheinlichkeit haben auch dabei Temperaturgradienten nur 
eine untergeordnete Rolle gespielt.  
 
Die in diesem Abschnitt festgestellte vergleichsweise geringe Relevanz der 
Temperaturgradienten für die Entstehung thermomechanischer Spannungen 
macht schließlich im Nachhinein verständlich, weshalb die in Abschnitt 6.2.3 
untersuchte verlangsamte Änderung der Betriebsbedingungen keine deutliche 
Senkung der Bruchwahrscheinlichkeit bewirkt hat. Die in der Literatur (vgl. 
z. B. Singhal und Kendall (2003), Stiller (2006)) verbreitete Einschätzung, dass 
schnelle thermische Gradienten bzw. dadurch bedingte hohe räumliche Tem-
peraturgradienten die mechanische Integrität der Tubularzelle gefährden, kann 
vor dem Hintergrund dieser Ergebnisse nicht bestätigt werden. 
6.3 Auswirkung der Modellierungstiefe 
Über die Analyse des Betriebsverhaltens und der thermomechanischen Bean-
spruchung der SOFC hinaus lassen sich die in dieser Arbeit entwickelten, de-
taillierten Modelle dazu nutzen, die Auswirkung der Modellierungstiefe auf die 
Simulationsergebnisse zu untersuchen und so methodische Anhaltspunkte für 
Folgearbeiten auf diesem Themengebiet bereitzustellen. Im Folgenden sollen 
dazu drei Aspekte betrachtet werden, in denen diese Arbeit über den bisheri-
gen Stand der Forschung bzw. die übliche Modellierungspraxis hinausgeht. 
6.3.1 Radiale Diskretisierung der MEA und getrennte Einbindung der 
Elektrodenteilreaktionen 
Um eine fundierte Untersuchung der thermomechanischen Spannungen zu 
ermöglichen, ist bei der Entwicklung des thermoelektrochemischen SOFC-
Modells in dieser Arbeit insbesondere Wert auf die detaillierte Beschreibung 
der Wärmetransportprozesse und Wärmequellen gelegt worden. Im Gegen-
satz zur weit verbreiteten Praxis, die gesamte Reaktionswärme der H2-O2-
Reaktion vereinfachend der anodischen Dreiphasengrenze zuzuweisen, wer-
den die mit den Elektrodenteilreaktionen verknüpften Wärmequellterme hier 
getrennt berücksichtigt (vgl. Abschnitt 4.5.4.1).  
 
Abbildung 6.14 verdeutlicht anhand des stationären Referenzbetriebspunkts, 
wie sich die vereinfachend zusammengefasste Beschreibung der Elektroden-
teilreaktionen auf das radiale Temperaturprofil in der MEA auswirkt; durchge-
zogene Linien kennzeichnen dabei die Ergebnisse der exakten, gestrichelte 
Linien die der vereinfachten Rechnung.  
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Abb. 6.14: Radiales Temperaturprofil und radiale Temperaturgradienten in der 
MEA bei getrennter (—) und zusammengefasster (---) Berücksichtigung der  
Elektrodenteilreaktionen 
Abbildung 6.14 (links) zeigt den Verlauf der Temperatur über dem Radius r auf 
einer Höhe von z = 1,2 m: Wie hieraus ersichtlich ist, stimmen die in den bei-
den Fällen ermittelten Temperaturverläufe weitestgehend überein. In der ver-
größerten Ansicht wird im Bereich des Elektrolyten dennoch der Einfluss der 
Elektrodenreaktionen deutlich: Wie in Abschnitt 4.5.4.1 erläutert, besitzt die 
kathodische Teilreaktion exothermen, die anodische Teilreaktion dagegen en-
dothermen Charakter. Bei exakter Modellierung ergibt sich daher das lokale 
Temperaturmaximum an der Grenzfläche von Kathode und Elektrolyt, wäh-
rend im vereinfachten Fall ein Temperaturanstieg von der Kathoden-Elektrolyt- 
zur Anoden-Elektrolyt-Grenzfläche ermittelt wird. 
Dass sich die getrennte Berücksichtigung praktisch nur auf den Temperatur-
verlauf im Elektrolyten auswirkt, bestätigt Abb. 6.14 (rechts). Dargestellt ist 
hier die Verteilung der betragsmaximalen radialen Temperaturgradienten ent-
lang der gesamten Zelllänge, wiederum für den exakten und den vereinfachten 
Fall. Ein deutlicher Unterschied ergibt sich einzig in den elektrochemisch akti-
ven Bereichen der MEA und nur für den Temperaturgradienten im Elektroly-
ten, der im vereinfachten Fall rund 400 K/m zu groß bestimmt wird. Dies ist vor 
dem Hintergrund der exothermen Kathodenreaktion und der endothermen 
Anodenreaktion einleuchtend.   
 
Wie die Temperaturskala des T(r)-Verlaufs in Abb. 6.14 (links) erkennen lässt, 
variiert die Temperatur im Innern der MEA in radialer Richtung kaum: Die 
Temperaturdifferenz zwischen Kathodeninnen- und Anodenaußenseite bleibt 
entlang der gesamten Zellröhre unterhalb von 1,5 K. Es liegt daher die Frage 
nahe, ob auf die radiale Diskretisierung der MEA zugunsten eines geringeren 
Implementierungs- und Simulationsaufwandes sogar ganz verzichtet werden 
kann. 
6. Ergebnisse und Diskussion 
119 
 
Um diese Frage zu klären, werden im Folgenden drei Fälle unterschieden: 
(a) die radial aufgelöste Modellierung der MEA mit getrennter Berücksichtigung 
der Elektrodenreaktionen (Referenzfall) 
(b) die radial aufgelöste Modellierung der MEA mit zusammengefasster Be-
schreibung der Elektrodenreaktionen 
(c) die nur axial, jedoch nicht radial aufgelöste Modellierung der MEA, bei der 
diese in radialer Richtung durch ein einziges Bilanzvolumen mit homogeni-
sierten Eigenschaften beschrieben wird. 
 
Tabelle 6.2 verdeutlicht beispielhaft für das in den Abschnitten 
6.1.2.2 und 6.2.1.2 vorgestellte Szenario II, wie sich die Vereinfachungen (b) 
und (c) auf die Ergebnisse des thermoelektrochemischen und des strukturme-
chanischen Modells auswirken. Die aufgeführten Zahlenwerte geben jeweils 
die maximale Abweichung der Größen vom Referenzfall (a) an. 
 
Szenario II:  
I - 20%, nNG - 20% 
Fall (b): radial und axial diskr. MEA, 
zusammengef. Elektrodenreaktionen 
Fall (c): nur axial  
aufgelöste MEA 
|∆U|max   <0,1 mV <0,1 mV 
|∆T|max   <0,1 K 1,1 K 
|∆gradTax|max   1,2 K/m 56 K/m 
Kathode 0,4 K/m 545 K/m 
Elektrolyt 437 K/m 2007 K/m |∆gradTrad|max {
 Anode 4 K/m 869 K/m 
Kathode 4,3 kPa 30 kPa 
Elektrolyt 3,5 kPa 0,19 MPa |∆σchar|max  {
 Anode 10 kPa 0,22 MPa 
Tabelle 6.2: Auswirkung vereinfachter Modellierungsansätze auf die 
Simulationsergebnisse 
Im Fall (b) ist auf Basis der hier dargestellten ebenso wie der darüber hinaus 
erhaltenen Ergebnisse eine eindeutige Aussage möglich: Die häufig praktizier-
te, zusammengefasste Beschreibung der Elektrodenreaktionen führt auf kei-
nen nennenswerten Fehler. Sowohl das elektrische und thermische Verhalten 
der Zelle als auch ihre resultierende thermomechanische Beanspruchung 
werden trotz dieser Vereinfachung mit guter Genauigkeit abgebildet.  
 
Keine derart eindeutige Aussage erlauben die mit rein axialer Auflösung der 
Zelle im Fall (c) ermittelten Ergebnisse: Während die Zellspannung und die 
Temperatur der MEA auch in diesem Fall mit guter Genauigkeit berechnet 
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werden, weicht der axiale Temperaturgradient um bis zu 56 K/m vom Refe-
renzfall (a) ab. Noch beträchtlich größer ist Diskrepanz der radialen Tempera-
turgradienten, die unmittelbar aus der homogenisierten Modellierung der MEA 
im Fall (c) resultiert, infolge derer sich der radiale Gradient zu Null ergeben 
muss.  
Trotz der in den Fällen (a) und (c) deutlich unterschiedlichen Temperaturgra-
dienten stimmen die mittels des Finite-Elemente-Modells berechneten Span-
nungsverteilungen jedoch verhältnismäßig gut überein. Zwar weicht die cha-
rakteristische Spannung mit 0,22 MPa (entsprechend 10%) lokal beträchtlich 
von der im Referenzfall ermittelten ab; die auf Basis der Spannungsvertei-
lungen berechneten Versagenswahrscheinlichkeiten aller Komponenten sind 
dennoch nahezu identisch. 
 
Wie stark ein Fehler in der Verteilung der thermomechanischen Spannungen 
das Bruchrisiko beeinflusst, ist grundsätzlich stark von der Festigkeitsvertei-
lung eines Materials abhängig. Es kann daher aus den hier aufgeführten Er-
gebnissen nicht geschlussfolgert werden, dass eine radiale Diskretisierung der 
MEA prinzipiell unnötig ist. Auf Basis der in dieser Arbeit angenommenen Ma-
terialeigenschaften und der hier untersuchten Szenarien lässt sich jedoch aus-
sagen, dass auch mit einem nur axial aufgelösten Modell die Bruchwahr-
scheinlichkeit der tubularen MEA im transienten Betrieb in guter Näherung be-
stimmt werden kann.  
6.3.2 Kriechverhalten der keramischen Komponenten 
Im Rahmen dieser Arbeit wird erstmalig das Kriechverhalten der Elektroden 
bei der strukturmechanischen Analyse der Tubularzelle einbezogen. Ange-
sichts der in Abb. 5.3 dargestellten zügigen Kriechrelaxation im Betriebstem-
peraturbereich der Zelle wird nicht nur auf Spannungsfreiheit im stationären 
Referenzzustand geschlossen; vielmehr wird der Kriecheinfluss auch während 
der untersuchten Transienten berücksichtigt.  
 
Abbildung 6.15 verdeutlicht am Beispiel von Szenario II, wie sich die Kriechre-
laxation der SOFC-Komponenten auf ihre thermomechanische Beanspru-
chung und die berechnete Bruchwahrscheinlichkeit auswirkt. 
Wie der räumliche und der zeitliche Verlauf der charakteristischen Spannung 
(Abb. 6.15a und b) zeigen, wirkt sich das Kriechverhalten der SOFC-
Komponenten gravierend auf ihre thermomechanische Belastung aus. In die-
sem Fall beträgt die mittlere charakteristische Spannung in der Anode ohne 
Kriecheinfluss nach 10 h das 2,5-fache des Wertes, der sich mit Berücksichti-
gung der Kriechrelaxation ergibt. Wie bereits im Abschnitt 6.2.1 erläutert, ist 
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der kriechbedingte Spannungsabbau in Bereichen hoher Zelltemperatur 
(1 m < z < 1,5 m) besonders stark ausgeprägt.  
 
Auch der in Abb. 6.15c gezeigte Verlauf der Versagenswahrscheinlichkeit lässt 
den Einfluss der Kriechrelaxation deutlich erkennen. Anders als in dem hier 
dargestellten Fall führt das Kriechen der Elektrodenmaterialien nicht zwangs-
läufig zur Spannungsreduktion in allen Komponenten. Ebenso kann es durch 
Spannungsumlagerung zur Ausbildung von Zugspannungen in einer sonst 
druckbelasteten Schicht kommen. Eine Vernachlässigung der Kriechdehnung 
würde also nicht in allen Fällen eine konservative Abschätzung der Beanspru-
chung liefern. Die Berücksichtigung des Kriechverhaltens ist daher als eine 
wichtige Voraussetzung für die verlässliche Analyse der thermomechanischen 
Beanspruchung von SOFC anzusehen. 
 
 
 
Abb. 6.15: Verlauf der charakteristischen Spannung und der Versagenswahr-
scheinlichkeit mit (—) und ohne (---) Berücksichtigung des Kriecheinflusses 
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7 Schlussfolgerungen  
Die im Rahmen dieser Arbeit vorgenommenen Untersuchungen lassen 
Schlussfolgerungen hinsichtlich des Betriebsverhaltens und der Beanspru-
chung der untersuchten tubularen Festoxidbrennstoffzelle, aber auch hinsicht-
lich der verwendeten Methodik zu. 
7.1 Methodische Erkenntnisse 
Mit dem Ziel, die primären Ursachen mechanischen Versagens in der tubula-
ren SOFC aufzuklären, ist im Rahmen der vorliegenden Arbeit ein räumlich 
aufgelöstes, thermoelektrochemisches Modell dieser Brennstoffzelle erstellt 
worden, das sowohl das stationäre als auch das dynamische Betriebsverhal-
ten beschreibt. Zur Gewährleistung realistischer Simulationsbedingungen ist in 
einem Systemmodell neben der einzelnen Brennstoffzellenröhre auch ihre Be-
triebsumgebung in der Pilotanlage SFC200 abgebildet worden. Dabei ist zur 
Begrenzung der Modellkomplexität die Modellierungstiefe der Anlagenkompo-
nenten entsprechend ihrem Einfluss auf die Einzelzellen gewählt worden. Die 
Beschreibung des Zellstacks ist unter der Annahme einheitlicher Betriebsbe-
dingungen für alle SOFC-Röhren erfolgt. Zur Modellanpassung und 
-validierung konnten in dieser Arbeit erstmalig neben den elektrischen Größen 
auch Temperaturmessdaten aus dem Stack der o.g. realen Anlage verwendet 
werden.  
 
Aufgrund ihrer zentralen Bedeutung für die thermomechanische Beanspru-
chung der Zellkeramik stehen im Rahmen dieser Arbeit die Temperaturvertei-
lung innerhalb der MEA und ihr zeitlicher Verlauf im Mittelpunkt des Interes-
ses. Für die realistische Beschreibung des Wärmehaushalts hat sich insbe-
sondere die Berücksichtigung des Strahlungswärmetransports zwischen Ka-
thode und Luftzuführungsrohr im Innern der Zellröhren, aber auch zwischen 
den Röhren und den benachbarten Reformereinheiten als unverzichtbar er-
wiesen. Zur dynamischen Modellierung war es in diesem Zusammenhang aus-
reichend, die Wärmespeicherwirkung der keramischen Komponenten im  
System zu berücksichtigen, während alle übrigen Speichereffekte auf Grund 
ihrer deutlich kürzeren Zeitkonstanten vernachlässigt werden konnten. 
 
Durch Kopplung des thermoelektrochemischen Modells mit einem strukturme-
chanischen Finite-Elemente-Modell der Tubularzelle sind für die Untersuchung 
der thermomechanischen Belastung realistische Temperaturprofile ermittelt 
worden. Die Bewertung der berechneten Spannungsverteilungen ist mit Hilfe 
der mehrachsigen Weibullanalyse erfolgt. Im Gegensatz zu bisherigen  
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Arbeiten ist dabei auch die Kriechrelaxation der Komponenten der Membran-
Elektroden-Einheit (MEA) und die Auswirkung zeitvariabler Belastungen auf 
die Versagenswahrscheinlichkeit einbezogen worden. 
 
Darüber hinaus ist die modellbasierte Analyse der SOFC in weiteren Punkten 
vertieft worden: 
Zur fundierten Ermittlung der im Betrieb auftretenden Temperaturprofile und 
der resultierenden thermomechanischen Belastung ist über die verbreitete 
axiale Diskretisierung der Röhrenzelle hinaus ihre Membran-Elektroden-
Einheit auch in radialer Richtung aufgelöst modelliert worden. Die dabei auf 
Basis der Arbeiten von Ito et al. (1982, 1984) sowie Førland und Ratkje (1980) 
umgesetzte, getrennte Berücksichtigung der Teilreaktionen hat aufgezeigt, 
dass die Reaktionswärme der Sauerstoff-Wasserstoff-Reaktion nicht wie übli-
cherweise angenommen an der Anode, sondern in erster Linie an der Kathode 
anfällt und sogar ein Teil der kathodenseitig freigesetzten Wärme anodenseitig 
absorbiert wird. Diese Aussage gilt für oxidkeramische Brennstoffzellen im All-
gemeinen, unabhängig von ihrer Bauform. Wie mit Hilfe der hochaufgelösten 
Modelle in dieser Arbeit gezeigt worden ist, wirkt sich die getrennte Betrach-
tung der Elektrodenreaktionen in der hier analysierten, tubularen SOFC jedoch 
nur marginal auf das ermittelte Betriebsverhalten und nahezu nicht auf die 
thermomechanische Belastung der Brennstoffzelle aus; die aus Gründen der 
Einfachheit häufig praktizierte zusammengefasste Beschreibung von Anoden- 
und Kathodenreaktion ist daher in diesem Fall zulässig. 
 
Bemerkenswert ist, dass für die untersuchte Brennstoffzelle selbst ohne die 
radiale Diskretisierung der MEA und somit auch ohne die in dieser Arbeit vor-
genommene Berücksichtigung radialer Temperaturgradienten eine Ab-
schätzung der Versagenswahrscheinlichkeit im Betrieb mit akzeptabler Ge-
nauigkeit möglich ist. Zwar ist infolge dieser Vereinfachung die berechnete 
Spannungsverteilung in den keramischen Komponenten lokal teils mit einem 
Fehler in der Größenordnung von 10% behaftet. Die Auswirkung auf die ermit-
telte Versagenswahrscheinlichkeit bleibt im vorliegenden Fall jedoch begrenzt. 
Eine Abschätzung des Bruchrisikos scheint somit auch mit deutlich geringe-
rem Modellierungs- und Berechnungsaufwand auf Basis eines nur axial diskre-
tisierten (1D-)Modells möglich zu sein. Die mindestens eindimensionale räum-
liche Diskretisierung der Röhrenbrennstoffzelle ist hingegen angesichts der 
deutlichen Diskrepanzen zwischen ihrem lokalen und ihrem integralen thermi-
schen Verhalten für die Untersuchung thermisch bedingter Versagens-
mechanismen unverzichtbar. 
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Eine zentrale methodische Erkenntnis dieser Arbeit ist darüber hinaus, dass 
das Kriechverhalten der keramischen Komponenten – vor dem Hintergrund 
der dieser Arbeit zugrunde gelegten Kriechparameter aus der Literatur – ein 
wichtiger Einflussfaktor bei der strukturmechanischen Analyse der SOFC ist. 
Unter der bislang verbreiteten Annahme von Spannungsfreiheit bei Ferti-
gungstemperatur würden sich für die tubulare Brennstoffzelle unrealistisch ho-
he Versagenswahrscheinlichkeiten ergeben. Erst die aus dem Kriechverhalten 
der MEA-Komponenten ableitbare Spannungsfreiheit nach längerem stationä-
rem Betrieb führt auf plausible Bruchwahrscheinlichkeiten im üblichen Be-
triebstemperaturbereich der SOFC.  
7.2 Betriebsverhalten und Beanspruchung der Brennstoffzelle 
Das dynamische Betriebsverhalten der untersuchten SOFC wird von der gro-
ßen thermischen Trägheit ihrer keramischen Komponenten dominiert. So ver-
geht nach einer Änderung der Betriebsbedingungen eine Zeitspanne von 
sechs bis zehn Stunden bis zum Erreichen des neuen stationären Zustands. 
Die thermische Zeitkonstante variiert mit den Betriebsbedingungen der Brenn-
stoffzelle: Je größer die in das System eintretenden Prozessgasströme (Luft 
und Erdgas) bzw. der aus dem System austretende Abgasmassenstrom sind, 
desto kleiner ist des verbesserten konvektiven Wärmeübergangs wegen die 
thermische Zeitkonstante und desto schneller wird somit der neue Gleichge-
wichtszustand erreicht. Während die thermische Trägheit einer Brennstoffzelle 
eindeutig von ihrer Geometrie und Baugröße abhängt, ist die Variation der 
Zeitkonstante mit den Prozessgasströmen prinzipieller Natur und daher eben-
so bei SOFC anderer Bauformen zu erwarten. 
 
Der Luftstrom durch die Röhrenbrennstoffzelle dient über die Sauerstoffver-
sorgung hinaus vorwiegend der Einstellung der Betriebstemperatur und besitzt 
zudem ausgleichende Wirkung auf die axiale Temperaturverteilung in der Zel-
le: Je mehr Luft entlang der Kathode durch die Zelle strömt, desto niedriger ist 
auf Grund des erhöhten Wärmeaustrags die resultierende Zelltemperatur und 
desto homogener ist wegen des verbesserten konvektiven Wärmetransports 
das Temperaturprofil in Längsrichtung der SOFC. Den gegenteiligen Effekt 
bewirkt eine Erhöhung des dem Brennstoffzellenmodul zugeführten Erdgas-
stroms zusammen mit einer proportionalen Anhebung des elektrischen Zell-
stroms: Bedingt durch die vermehrte Wärmeproduktion in der MEA steigt in 
diesem Fall die mittlere Zelltemperatur an, und es kommt durch die Vergröße-
rung der am unteren Zellende reformierten Methanmenge zu einer Ver-
ungleichmäßigung des Temperaturprofils. 
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Die thermomechanische Belastung der zylindrischen MEA hat stets äquibi-
axialen Charakter: In jeder Komponente des keramischen Mehrlagenverbun-
des stimmen die Spannungskomponenten in Längs- und Umfangsrichtung nä-
herungsweise überein und dominieren deutlich über die Radial- und Schub-
spannungen. Dies ist unabhängig von der spannungsverursachenden Tempe-
raturlast der Fall; einzig unter dem Einfluss steiler axialer Temperaturgradien-
ten, die im Betrieb insbesondere am unteren Zellende auf Grund der dort ab-
laufenden Methanreformierung auftreten, ist eine nennenswerte Differenz zwi-
schen Längs- und Umfangsspannung zu beobachten. 
 
Der Betrag der auftretenden thermomechanischen Spannungen ist hingegen 
stark von der verursachenden Temperaturlast abhängig. Die betragsgrößte 
Belastung tritt in der untersuchten Zelle unter dem Einfluss einer Temperatur-
differenz zum spannungsfreien Referenzzustand auf und resultiert aus dem 
unterschiedlichen Wärmeausdehnungsverhalten der MEA-Komponenten. Die 
auftretenden radialen und axialen Temperaturgradienten bzw. ihre Änderun-
gen gegenüber dem Referenzzustand verursachen demgegenüber eine deut-
lich geringere thermomechanische Belastung. Anders als in der Literatur übli-
cherweise angenommen spielen Temperaturgradienten als Ursache thermo-
mechanischer Spannungen in der tubularen Festoxidbrennstoffzelle somit nur 
eine untergeordnete Rolle.  
 
Das aus einer Spannungsbelastung resultierende Bruchrisiko ist zum einen 
von ihrer Wirkungsrichtung abhängig, da unter der hier getroffenen Annahme, 
dass keine Delamination der Elektroden auftritt, nur Zugspannungen als 
versagensrelevant anzusehen sind. Zum anderen wird es von der Festigkeits-
verteilung der belasteten Komponente bestimmt.  
So geht eine Aufheizung der untersuchten Brennstoffzelle gegenüber dem (in-
folge Kriechrelaxation spannungsfreien stationären) Referenzzustand mit einer 
Zugbeanspruchung des Elektrolyten einher, der den kleinsten Wärmeausdeh-
nungskoeffizienten der drei funktionalen Schichten besitzt. Auf Grund seiner 
hohen Festigkeit ergibt sich hieraus jedoch keine relevante Versagenswahr-
scheinlichkeit. Kritischer hinsichtlich der Integrität der Zelle ist ihre Abkühlung: 
Diese führt zur Zugbelastung der Anode, die das stärkste Wärmeausdeh-
nungsbestreben hat. Bedingt durch ihre geringe Festigkeit resultieren hieraus 
für die Anode teils beträchtliche Bruchwahrscheinlichkeiten. 
Die Kathode dominiert als tragende Komponente das thermomechanische 
Verhalten der gesamten Brennstoffzellenröhre. Aus diesem Grund führt weder 
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eine Aufheizung noch eine Abkühlung der SOFC gegenüber dem spannungs-
freien Zustand zu einer nennenswerten Belastung der Kathode. Angesichts 
der festgestellten geringen Relevanz der Temperaturgradienten für die ther-
momechanische Belastung und dank der Festigkeitsverteilung des Kathoden-
werkstoffs bleibt die Versagenswahrscheinlichkeit der tragenden Komponente 
daher in allen untersuchten Szenarien vernachlässigbar niedrig. 
 
Aus den Ergebnissen dieser Arbeit lassen sich folgende Empfehlungen für die 
Betriebsführung der betrachteten SOFC ableiten: 
Hinsichtlich der Beanspruchung der keramischen Komponenten ist eine Be-
triebsstrategie empfehlenswert, die auf Konstanz der mittleren MEA-
Temperatur abzielt, da in diesem Fall nur räumlich begrenzt und nur in ge-
ringem Maße Temperaturänderungen gegenüber dem spannungsfreien Zu-
stand auftreten. Ein Lastwechselszenario, bei dem die elektrische Leistung der 
Zelle um 50% reduziert, die mittlere Zelltemperatur jedoch durch gleichzeitige 
Absenkung des Luftmassenstroms konstant gehalten wird, ist in den Abschnit-
ten 6.1.2.3 und 6.2.1.3 dargestellt. Erwartungsgemäß bleiben in diesem Fall 
die thermomechanische Belastung und die resultierende Versagenswahr-
scheinlichkeit gering. 
Werden die Betriebsbedingungen (Eingangsgrößen) der Brennstoffzelle ver-
ändert, spielt es für das aus dem anschließenden Ausgleichsvorgang erwach-
sende Bruchrisiko eine untergeordnete Rolle, ob die Änderung sprunghaft 
oder kontinuierlich über einen längeren Zeitraum erfolgt. Selbst bei einer über 
drei Stunden gestreckten Eingangsgrößenänderung sinkt die Versagens-
wahrscheinlichkeit der MEA (durch eine Reduktion der auftretenden Tempera-
turgradienten sowie Kriechrelaxation) nur um etwa ein Drittel gegenüber der 
sprunghaften Eingangsgrößenänderung. Die verbreitete Einschätzung, dass 
insbesondere schnelle thermische Gradienten zu einer Gefährdung der unter-
suchten Brennstoffzelle führen, kann vor diesem Hintergrund nicht bestätigt 
werden.  
7.3 Ausblick 
Wie in Abschnitt 4.3 dargelegt, ist in dieser Arbeit bewusst ein hoch aufgelös-
ter Modellierungsansatz für die einzelne Brennstoffzellenröhre und ein deutlich 
einfacherer Ansatz zur Modellierung des Zellstacks und der Peripheriekompo-
nenten verwendet worden. Grund für diese Konzentration auf die Einzelzelle 
ist, dass die Komplexität des Stacks bzw. des Gesamtsystems von unterge-
ordneter Bedeutung sind, solange die kritischen Versagensmechanismen in 
der Zellröhre selbst zu vermuten sind. 
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Erst die Ergebnisse dieser Arbeit zeigen, dass entgegen der bisher in der  
Literatur vertretenen Einschätzung Temperaturgradienten in der Zellkeramik 
für die thermomechanische Beanspruchung der untersuchten Röhrenzelle we-
nig relevant sind, sondern hierfür vielmehr das Zelltemperaturniveau und seine 
zeitliche Variation während des Betriebs von Bedeutung sind. Um das ther-
momechanisch bedingte Versagens der tubularen SOFC weiter aufzuklären 
und auf Basis der gewonnenen Erkenntnisse Gegenmaßnahmen entwickeln 
zu können, ist daher die Betrachtung von Inhomogenitäten im Zellstack (d.h. 
nicht einheitlicher Betriebsbedingungen der Röhren im Stack) ein sinnvoller 
nächster Schritt. Dabei kann von den in dieser Arbeit ermittelten, zulässigen 
Modellvereinfachungen Gebrauch gemacht werden, um die Komplexität des 
resultierenden Modells sinnvoll zu begrenzen. 
Weiterer Forschungsbedarf besteht darüber hinaus in der Frage, ob und ggf. 
unter welchen Bedingungen die in dieser Arbeit nicht betrachtete Delamination 
in der Tubularzelle versagensrelevant ist. Zur Untersuchung dieses bei Pla-
narzellen häufig auftretenden Versagensmechanismus ist die in der vorliegen-
den Arbeit verwendete Weibullanalyse jedoch ungeeignet. Vielmehr ist zu die-
sem Zweck eine Betrachtung des Rissintensitätsfaktors und der Rissausbrei-
tungsenergie interlaminarer Fehler nötig, wie sie z. B. von Johnson (2004) für 
eine Planarzelle durchgeführt worden ist.  
 
Thermomechanische Spannungen sind nicht nur in den hier untersuchten röh-
renförmigen, sondern auch in Festoxidbrennstoffzellen anderer Bauform eine 
wesentliche Versagensursache. Es ist jedoch zu betonen, dass die in dieser 
Arbeit gewonnenen Erkenntnisse zum thermomechanisch bedingten Versagen 
und den verursachenden Mechanismen ausschließlich für die untersuchte 
Röhrenzelle gelten. Insbesondere sind die ermittelte geringe Relevanz von 
Temperaturgradienten sowie die relative Bedeutung von Temperaturgradien-
ten in und senkrecht zur MEA-Ebene geometriespezifisch und somit für anders 
eingespannte Tubularzellen oder Planarzellen gänzlich neu zu prüfen. Zu die-
sem Zweck bietet sich eine Übertragung der in dieser Arbeit entwickelten Ana-
lysemethodik auf andere Zellgeometrien an. 
Dabei ist zu beachten, dass auch die im obigen Abschnitt 7.1 formulierten 
Schlussfolgerungen hinsichtlich der erforderlichen Modellierungstiefe zunächst 
nur für die untersuchte Tubularzelle gültig sind. An dieser Stelle ergibt sich vor 
dem Hintergrund dieser Arbeit weiterer Forschungsbedarf: So ist für planare 
SOFC, deren Temperatur senkrecht zur MEA-Ebene bislang üblicherweise 
vereinfachend als homogen angenommen wird, zunächst unter Berücksichti-
gung der inhomogenen Wärmequellenverteilung das tatsächliche  
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Temperaturprofil innerhalb der MEA zu ermitteln. Nur falls sich dies als irrele-
vant für die thermomechanische Beanspruchung der Zelle herausstellt, sind 
auch hier Modellvereinfachungen zu rechtfertigen.  
 
Weiterer Forschungsbedarf resultiert schließlich aus der in dieser Arbeit fest-
gestellten Relevanz der Kriechrelaxation für die thermomechanische Bean-
spruchung: Vor dem Hintergrund des bedeutenden Einflusses in der Tubular-
zelle sollte das Kriechverhalten der keramischen Zellkomponenten von SOFC 
grundsätzlich geprüft und ggf. in ihre strukturmechanische Analyse einbezo-
gen werden. Zu diesem Zweck ist dringend die experimentelle Ermittlung ver-
lässlicher Kriechparameter erforderlich, da diese in der Literatur für SOFC-
Werkstoffe nur vereinzelt und für den interessierenden Betriebstemperaturbe-
reich im Allgemeinen nicht verfügbar sind. 
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A Anhang 
A-1 Ergänzende Modellgleichungen 
A-1.1 Reaktionsenthalpie und -entropie idealer Gase 
Unter der Annahme idealer Gase ist die molare Reaktionsenthalpie eines 
Gasgemischs ausschließlich abhängig von der Temperatur, jedoch unabhän-
gig von der Gaszusammensetzung. Sie lässt sich aus tabellierten Daten mit 
Hilfe des Kirchhoffschen Satzes 
  
 ∫ ⋅∆+∆=∆
T
T
prefRR
ref
'dT)'T(c)T(H)T(H  (A.1)
  
berechnen, in dem  
  
 2O,p2H,pO2H,pp c2
1
ccc −−=∆  (A.2)
  
die Summe der mit den stöchiometrischen Koeffizienten gewichteten isobaren 
Wärmekapazitäten beschreibt (vgl. Atkins und de Paula (2006), Baehr und 
Kabelac (2006)). 
 
Die molare Reaktionsentropie idealer Gase bzw. Gasgemische ist sowohl eine 
Funktion der Temperatur als auch der Partialdrücke pi der beteiligten Gasspe-
zies. Für die Sauerstoff-Wasserstoff-Reaktion ergibt sie sich zu  
  
 
2O2H
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0
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⋅
⋅
⋅−∆=∆ , (A.3)
  
wobei  
  
 ∫ ⋅
∆
+∆=∆
T
T
p
0ref
0
R0
0
R
ref
'dT
'T
)'T(c)p,T(S)p,T(S  (A.4)
  
die molare Standardreaktionsenthalpie bei der Temperatur T und Standard-
druck der beteiligten Gaskomponenten angibt (vgl. Baehr und Kabelac 
(2006)). 
A-1.2 Wärmeleitfähigkeit eines Gasgemisches 
Die Koeffizienten zur Bestimmung der Wärmeleitfähigkeit der verschiedenen 
Gasspezies in Abhängigkeit von der Temperatur sind in tabellarischer Form in 
Reid et al. (1987) zu finden. Die Wärmeleitfähigkeit eines Gasgemischs λmix 
aus denen der reinen Gasspezies λi ist mit Hilfe der semiempirischen Glei-
chungen 
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aus Bird et al. (2002) zu ermitteln. Hierin bezeichnet xi den Molenanteil, Mi die 
Molmasse und µi die dynamische Viskosität der Gaskomponente i. 
A-1.3 Dynamische Viskosität eines Gasgemisches  
Die Berechnung der dynamischen Viskosität eines Gasgemisches erfolgt laut 
Bird et al. (2002) analog zur oben angegebenen Berechnung der Wärmeleit-
fähigkeit: 
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n
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n
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ijj
ii
mix
x
x
 (A.7)
  
Hierin gibt µi die dynamische Viskosität der Gaskomponente i an. Die Hilfs-
größe Φij ergibt sich gemäß Gl. A.6.  
A-1.4 Linearisierung von Modellgleichungen 
Die Leistungsbilanzgleichungen des modellierten SOFC-Systems besitzen 
überwiegend linearen Charakter; einzig die den stoffgebundenen Enthal-
pietransport und den Strahlungswärmeaustausch beschreibenden Terme ent-
halten nichtlineare Abhängigkeiten von der Temperatur. Um auf die Lösungs-
verfahren für lineare Gleichungssysteme zurückgreifen zu können, werden 
diese Terme wie folgt linearisiert: 
 
Der Strahlungswärmestrom zwischen gegenüberliegenden Oberflächen der 
Temperaturen T1 und T2 kann verallgemeinernd durch  
   
 
( )4241Brad TT),A(fQ −⋅σ⋅ε=&  (A.8)
   ausgedrückt werden. Der Klammerterm lässt sich mit Hilfe der ersten binomi-
schen Formeln in mehrere Faktoren zerlegen: 
   
 ( ) ( ) ( ) ( )212122214241 TTTTTTTT −⋅+⋅+=−  (A.9)
   Werden die ersten beiden Faktoren aus den Temperaturwerten des vorherigen 
Iterationsschrittes bestimmt, können sie als Konstante in die Berechnung der 
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neuen Näherungslösung für die Temperatur eingehen: 
   
 ( ) ( )21rad4241 TTkTT −⋅=−  (A.10)
   Im Fall des stoffgebundenen Enthalpietransports resultiert die Nichtlinearität 
aus der Temperaturabhängigkeit der partiellen molaren Bildungsenthalpie 
Hi(T), die sich aus Gl. 4.56 bestimmen lässt.  
 
 
Die molare Wärmekapazität wird dabei gemäß Reid et al. (1987) durch ein Po-
lynom dritten Grades beschrieben: 
   
 ³TD²TCTBA)T(c iiiii,p ⋅+⋅+⋅+=  (A.11)
   Für die Temperaturabhängigkeit der molaren Bildungsenthalpie ergibt sich 
somit ein Polynom vierten Grades. Um die Übertragung dieser Nichtlinearität 
in die Leistungsbilanzgleichungen zu vermeiden, wird der Enthalpieverlauf um 
den vorherigen Näherungswert der Temperatur gemäß 
   
 ( ) ( )oldoldi,poldiold
Told
oldii TT)T(c)T(HTTdT
)T(dH)T(H)T(H −⋅+=−⋅
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
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
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+=  (A.12)
   linearisiert. Aus dieser Gleichung kann der Zusammenhang 
   
 )T(fT)T(c)T(H oldioldi,pi +⋅=  (A.13)
   mit  
   
 ( ) ( ) ( )4old4refi3old3refi2old2refirefirefioldi T3T4
DT2T
3
CTT
2
BTA)T(H)T(f +−+−+−⋅−=  (A.14)
   
  abgeleitet werden, der sich auf einfache Weise implementieren lässt. 
Konvergiert die Lösung des stationären Modells, so geht bei dieser Vorge-
hensweise sowohl im Fall der Wärmestrahlung als auch im Fall des Enthal-
pietransports der durch die Linearisierung eingeführte Fehler gegen Null. 
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A-1.5 Stoff- und Leistungsbilanzgleichungen in diskretisierter Form  
A-1.5.1 Diskretisierung der SOFC und Zuordnung der Variablen 
Die SOFC-Röhrenzelle wird in Längsrichtung in Z Rechenzellen unterteilt, die 
fortlaufend von links nach rechts nummeriert werden. Tabelle A.1 fasst die zur 
Modellierung verwendeten Variablen zusammen, Abb. A.1 zeigt die ihnen zu-
geordneten Positionen im Rechengitter. 
 
Variable Beschreibung Position im Rechengitter 
nz Molenströme in SOFC-Längsrichtung Grenzflächen der Rechenzellen 
xi Molanteil der Gaskomponente i Mittelpunkt der Rechenzelle 
j elektrische Stromdichte Mittelpunkt der Rechenzelle 
T mittlere Temperatur i. d. Rechenzelle Mittelpunkt der Rechenzelle 
Tabelle A.1: Diskrete Variablen und ihre Position im Rechengitter 
 
 
Abb. A.1: Längsdiskretisierung der SOFC-Röhre 
Das für die radial aufgelöste Modellierung der MEA verwendete Rechengitter 
ist wie in Abb. A.2 gezeigt strukturiert. Mit einer radialen Diskretisierung der 
Kathode in mca, des Elektrolyten in mel und der Anode in man Rechenzellen 
wird die Temperaturverteilung in der MEA durch eine Gesamtzahl von 
((mca+mel+man) · Z) Temperaturknoten beschrieben.  
 
Der Anordnung der Temperaturknoten liegen dabei folgende Überlegungen 
zugrunde: Zur exakten Beschreibung des konvektiven Wärmeübergangs zwi-
schen der MEA und den benachbarten Gasströmen, der Wärmeleitung inner-
halb der MEA und des Strahlungswärmestroms an der Kathoden- bzw. Ano-
denoberfläche werden direkt auf den Oberflächen Temperaturknoten platziert. 
Eine solche Vorgehensweise, die zur Verwendung „halber“ Rechenzellen an 
den Elektrodenwänden führt, wird u. a. in White (2004) zur numerischen Simu-
lation eines Wärmeleitungsproblems angewendet. In Längsrichtung der SOFC 
reicht hingegen die Verwendung ganzer Rechenzellen aus, da das obere und 
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untere Ende der MEA im Rahmen dieser Arbeit als adiabat angenommen wer-
den und somit an diesen Stellen keine axialen Wärmeströme vorliegen. 
 
Die variable Anzahl von Rechenzellen in axialer und radialer Richtung ermög-
licht die Auswahl einer geeigneten Diskretisierung mit Hilfe des fertig imple-
mentierten Modells unter Berücksichtigung des Konvergenzverhaltens. 
 
Abb. A.2: Axiale und radiale Diskretisierung der SOFC-Röhre 
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A-1.5.2 Stoffbilanzen 
 
Aus den in den Abschnitten 4.5.2, 4.6.2 und 4.6.3 erläuterten Reaktionsum-
sätzen ergeben sich die in den folgenden Tabellen dargestellten Stoffbilanzen: 
 
Luftseite:  
0nn
out
2O
in
2O =− ∑∑ &&  0nn
out
2N
in
2N =− ∑∑ &&  
Brenngasseite:  
0nn3nn Shift,COfRe,4CH
out
2H
in
2H =∆+∆⋅+− ∑∑ &&&&  0nnnn Shift,COfRe,4CH
out
O2H
in
O2H =∆−∆−− ∑∑ &&&&  
0nnnn Shift,COfRe,4CH
out
CO
in
CO =∆−∆+− ∑∑ &&&&  0nnn Shift,CO
out
2CO
in
2CO =∆+− ∑∑ &&&  
0nnn fRe,4CH
out
4CH
in
4CH =∆−−∑∑ &&&  0nn
out
2N
in
2N =− ∑∑ &&  
Tabelle A.2: Stoffbilanzen im Kathoden- und Anodengasraum der SOFC  
(gültig für ein Bilanzvolumen) 
 
0nn9n7n5n3nn Shift,COin,10H4Cin,8H3Cin,6H2Cin,4CHfReout,2Hin,2H =∆+⋅+⋅+⋅+⋅γ⋅+− &&&&&&&  
0nn4n3n2nnn Shift,COin,10H4Cin,8H3Cin,6H2Cin,4CHfReout,O2Hin,O2H =∆−⋅−⋅−⋅−⋅γ−− &&&&&&&  
0nnn Shift,COout,2COin,2CO =∆+− &&&  
0nn4n3n2nnn Shift,COin,10H4Cin,8H3Cin,6H2Cin,4CHfReout,COin,CO =∆−⋅+⋅+⋅+⋅γ+− &&&&&&&  
( ) 0n1n out,4CHfRein,4CH =−γ−⋅ &&  
0nn out,2Nin,2N =− &&  
Tabelle A.3: Zusammengefasste Stoffbilanzen für Strahlpumpen, Vor- und  
Stackreformer (Index „in“: in die Strahlpumpen eintretende Stoffströme,  
Index „out“: aus den Stackreformern austretende Stoffströme) 
 
0n5,0n5,0nn in,COin,2Hout,2Oin,2O =⋅−⋅−− &&&&  0n out,2H =&  
0nnn in,2Hout,O2Hin,O2H =+− &&&  0nnn in,COout,2COin,2CO =+− &&&  
0n out,CO =&  0nn in,4CHout,4CH == &&  
0nn out,2Nin,2N =− &&   
Tabelle A.4: Stoffbilanzen zur Beschreibung der Nachverbrennung (Indizes „in“ 
und „out“ bezeichnen die in den Nachverbrennungsraum  
ein- bzw. aus diesem austretenden Stoffströme) 
Anhang 
152 
A-1.5.3 Leistungsbilanzen  
 
Im Folgenden sind die stationären Leistungsbilanzen für ein Bilanzvolumen an 
der Position (k,l) im Rechengitter zusammengestellt. Abbildung A.3 veran-
schaulicht die dabei verwendete Indizierung der angrenzenden Bilanz-
volumina. 
 
Abb. A.3: Indizierung benachbarter Bilanzvolumina im Rechengitter 
Brennstoffzelle 
 
Luft im Luftzuführungsrohr: 
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Luft an der Kathode: 
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Brennstoff im Anodengasraum: 
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Stackreformer: 
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Wärmetauscher 
(durch den Nachverbrennungsraum und den Abgaswärmetauscher führende 
AFT): 
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Abgas außerhalb des Luftzuführungsrohres 
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A-1.6 Zur Ermittlung der kathodenseitigen Entropieänderung aus dem 
Seebeck-Koeffizienten 
Die auf Seebeck-Koeffizienten basierende Methode zur Bestimmung der En-
tropieänderungen an den Dreiphasengrenzen ist im Hauptteil dieser Arbeit der 
besseren Lesbarkeit wegen nur in aller Kürze skizziert worden: Die Darstel-
lung beschränkt sich im Wesentlichen auf die Vorstellung und Veranschauli-
chung von Gl. 4.37, die unmittelbar zur Berechnung der Entropieänderung an 
der Kathode der SOFC bzw. der damit verbundenen Wärmefreisetzung dient.  
 
Im Folgenden werden die relevanten, mit der Seebeck-Koeffizienten-basierten 
Analyse in Zusammenhang stehenden Ergebnisse und Erkenntnisse aus der 
Literatur dargestellt, auf deren Basis im Rahmen dieser Arbeit die Entwicklung 
von Gl. 4.37 und somit die Übertragung auf die SOFC erfolgt ist. Der besseren 
Verständlichkeit wegen wird diesem Teil eine kurze Übersicht über die ver-
schiedenen thermoelektrischen Effekte vorangestellt. 
A-1.6.1 Thermoelektrische Effekte im Überblick 
Zu den thermoelektrischen Effekten zählen laut Römpp et al. (1999) die nach 
den Herren Seebeck, Benedicks, Peltier und Thomson benannten Erschei-
nungen: 
Der Seebeck-Effekt beschreibt das Auftreten einer Spannung zwischen den 
offenen Enden eines aus zwei verschiedenen Metallen, Legierungen oder 
Halbleitern bestehenden Stromkreises, dessen Kontaktstellen unterschiedliche 
Temperaturen besitzen: Wie Jäckle (1998) beschreibt, kommt es unter dem 
Einfluss eines Temperaturgradienten zur Thermodiffusion der Ladungsträger. 
Diese verursacht die Ausbildung einer elektrischen Spannung zwischen dem 
kälteren und dem wärmeren Ende des Leiters. Sie wächst an, bis sich der La-
dungstransport auf Grund der Potenzialdifferenz und auf Grund der Thermodif-
fusion im Gleichgewicht befinden. Die am weitesten verbreitete technische 
Anwendung des Seebeck-Effektes stellt die Temperaturmessung mittels 
Thermoelementen dar. Auf Grund desselben Mechanismus bildet sich auch an 
homogenen Leitern in Gegenwart hoher Temperaturgradienten eine elektri-
sche Spannung aus, deren Auftreten als Benedicks-Effekt bezeichnet wird.  
Der Umkehrung des Seebeck-Effektes entspricht der sogenannte Peltier-
Effekt: Wird der oben beschriebene, aus zwei verschiedenen Leitern beste-
hende Stromkreis mit einem elektrischen Strom beaufschlagt, bildet sich zwi-
schen den Kontaktstellen eine Temperaturdifferenz aus.  
Besteht schließlich längs eines stromdurchflossenen elektrischen Leiters ein 
Temperaturgefälle, so tritt neben der Joule’schen Erwärmung eine Tempera-
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turänderung auf Grund des Thomson-Effektes auf: Ist der elektrische Strom in 
Richtung des Temperaturgefälles gerichtet, wird eine diesem proportionale 
Erwärmung beobachtet, im Fall der umgekehrten Stromflussrichtung eine ent-
sprechende Abkühlung. 
A-1.6.2 Messung des Seebeck-Koeffizienten 
Experimentelle Untersuchungen an Proben aus YSZ zwischen zwei Platin-
Elektroden haben einen linearen Zusammenhang zwischen der elektromotori-
schen Kraft E (Potenzialdifferenz der Elektroden im stromlosen Fall) und der 
Temperaturdifferenz der Elektroden aufgezeigt. Ein von Ratkje und Tomii 
(1993) gemessener E(∆T)-Verlauf ist beispielhaft in Abb. A.4 dargestellt. Zu 
seiner Ermittlung ist eine Elektrode auf konstantem Temperaturniveau 
T1 = 1000°C gehalten, die andere auf eine Temperatur T2 aufgeheizt oder ab-
gekühlt worden. Die sich einstellende Potenzialdifferenz E wurde sowohl für 
die beidseitige Beaufschlagung mit Luft als auch mit reinem Sauerstoff ge-
messen und über dem Betrag der Temperaturdifferenz ∆T = (T1 – T2) aufge-
tragen. Der Seebeck-Koeffizient ζ entspricht dem Quotienten 
  
 
T
E
∆
∆
=ζ . (A.15)
  
 
Abb. A.4: Zur Bestimmung des Seebeck-Koeffizienten gemessener Verlauf der   
elektromotorischen Kraft über der Temperaturdifferenz der Elektroden;  
Quelle: Ratkje und Tomii (1993) 
Unter Ausnutzung der Nichtgleichgewichtsthermodynamik lässt sich dieser 
Quotient mit der reversiblen Entropieänderung einer Einzelelektrode in Bezie-
hung bringen. Für die Reduktion gasförmigen Sauerstoffs zu Sauerstoff-Ionen 
an der Grenzfläche von Kathode und YSZ-Elektrolyt kann dieser  
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Zusammenhang in der Form  
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ausgedrückt werden. Dabei gibt ∆RSca die zur Berechnung der lokalen Wärme-
freisetzungsrate benötigte reversible Entropieänderung an der Kathode an, die 
auf einen Reaktionsumsatz von 0,5 mol O2 bezogen ist. SO2 bezeichnet die 
partielle molare Entropie des molekularen Sauerstoffs, während S*e- und S*O2- 
die von Elektronen bzw. Ionen transportierte Entropie angeben (vgl. Takehara 
et al. (1989) sowie Ratkje und Tomii (1993)). Das Produkt von Temperatur und 
transportierter Entropie kann als die Wärmemenge verstanden werden, die 
vom jeweiligen Ladungsträger im Zuge seiner elektrisch bedingten Bewegung 
transportiert wird. Im Fall der oxidkeramischen Brennstoffzelle ist der Wärme-
transport auf Grund von Elektronenleitung von untergeordneter Bedeutung. 
Der an den Ionenstrom gekoppelte Wärmetransport durch den Elektrolyten ist 
jedoch bei der Ermittlung des radialen Temperaturprofils in der SOFC zu be-
rücksichtigen (vgl. Ratkje und Møller-Holst (1993)).  
 
In einer Reihe von experimentellen Untersuchungen wurden die Einflüsse von 
Elektrolyteigenschaften, Temperatur und Gaszusammensetzung auf den See-
beck-Koeffizienten untersucht und hinsichtlich ihrer Aussagen über den ge-
koppelten Ladungs- und Wärmetransport ausgewertet. Die Ergebnisse sind im 
Folgenden zusammengefasst. 
A-1.6.3 Auswirkung der Elektrolyteigenschaften 
In einer umfangreichen experimentellen Studie haben Ratkje und Tomii (1993) 
die Seebeck-Koeffizienten unterschiedlicher YSZ-Proben bestimmt, um den 
Einfluss der Elektrolytzusammensetzung und -struktur auf den Seebeck-
Koeffizienten zu klären. Bei einer Variation des Y2O3-Gehalts im YSZ-
Elektrolyten von 3 bis 12 mol% wurde weder eine Abhängigkeit von der Zu-
sammensetzung noch von der Kristallstruktur oder Korngröße des Elektrolyten 
festgestellt. Auf Grund von Gl. A.16 muss selbiges für die transportierte Entro-
pie der Sauerstoff-Ionen gelten. 
A-1.6.4 Temperatureinfluss 
Wie aus den in Abb. A.4 aufgetragenen Ergebnissen derselben Autoren her-
vorgeht, ist die Beziehung zwischen der Potenzialdifferenz E und der Tempe-
raturdifferenz der Elektroden linear. Der Seebeck-Koeffizient ist daher im dar-
gestellten Temperaturbereich zwischen 770 und 1230°C als konstant anzuse-
hen. Diese Beobachtung wurde zuvor bereits von Ruka et al. (1968) an  
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Elektrolytproben aus Calcium-stabilisiertem Zirkonoxid (engl. calcia stabilized 
zirconia, CSZ) gemacht.  
Aus dem linearen Zusammenhang von E und ∆T lässt sich eine quantitative 
Aussage über die Temperaturabhängigkeit der von den Sauerstoff-Ionen 
transportierten Entropie S*O2- ableiten: 
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Die Temperaturabhängigkeit der partiellen molaren Entropie einer elektrisch 
neutralen Komponente ist durch die Standardbeziehungen der Thermodyna-
mik beschrieben. Dabei soll der Einfachheit halber in den folgenden Überle-
gungen eine konstante isobare Wärmekapazität cp,O2 von gasförmigem Sauer-
stoff im betrachteten Temperaturbereich angenommen werden. In diesem Fall 
gilt   
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Die Temperaturabhängigkeit der von einem Ladungsträger transportierten En-
tropie S*i wird von Ito et al. (1982) sowie Ratkje und Tomii (1993) mit Hilfe des 
Thomson-Koeffizienten χi beschrieben: 
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Die isobare Wärmekapazität der Sauerstoffmoleküle allein würde zu einer 
deutlichen Temperaturabhängigkeit des Seebeck-Koeffizienten führen. Da sich 
dieser im Experiment jedoch als unbeeinflusst von der Temperatur zeigt, muss 
der Temperatureinfluss gerade durch den Thomson-Koeffizienten in Gl. A.20 
kompensiert werden. Der mit der Elektronenleitung in den Platinelektroden 
verbundene Thomson-Koeffizient ist laut Ratkje und Tomii (1993) vernachläs-
sigbar. Der Thomson-Koeffizient der Sauerstoff-Ionen im YSZ-Elektrolyten 
lässt sich daher zu  
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abschätzen. Dieser geht zwar in die Berechnung der reversiblen Entropie-
änderung und der damit verbundenen Wärmefreisetzung an den Elektroden 
nicht ein. Er ist jedoch zur Modellierung des stoff- bzw. ladungsträgergebun-
denen Wärmetransports durch den Elektrolyten erforderlich (vgl. Abschnitt 
4.5.5.4). 
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A-1.6.5 Rolle der Gaszusammensetzung 
Der Wert des Seebeck-Koeffizienten variiert deutlich mit dem Sauerstoffpar-
tialdruck an den Elektroden. Diese Abhängigkeit von pO2 lässt sich jedoch voll-
ständig auf die der partiellen molaren Entropie des gasförmigen Sauerstoffs 
zurückführen, die durch folgende Gleichung gegeben ist: 
  
 





⋅−=
0
2O
ref
0
2O2Oref2O p
plnR)T(S)p,T(S  (A.21)
  
Die von den Sauerstoff-Ionen transportierte Entropie S*O2- ist somit vom  
Sauerstoffpartialdruck unabhängig. Dies wurde bereits von Ruka et al. (1968) 
aus ihren Untersuchungen an CSZ-Elektrolyten gefolgert und später von Ta-
kehara et al. (1989) sowie Ratkje und Tomii (1993) für YSZ-Elektrolyten  
bestätigt. 
A-1.6.6 Auswahl des Seebeck-Koeffizienten aus der Literatur 
Experimentell ermittelte Seebeck-Koeffizienten für YSZ-Elektrolyten sind von 
Takehara et al. (1989), Kanamura et al. (1991) sowie Ratkje und Tomii (1993) 
veröffentlicht worden. Die teils unter unterschiedlichen Versuchsbedingungen 
gemessenen Werte lassen sich mittels der Gleichung  
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miteinander vergleichen: Diese aus den bislang dargestellten Beziehungen 
resultierende Gleichung erlaubt die Berechnung des Seebeck-Koeffizienten für 
beliebige Sauerstoffpartialdrücke pO2 und Temperaturen T aus den bei pO2,ref 
und Tref gemessenen Werten. Trotz Umrechnung auf übereinstimmende Ver-
suchsbedingungen verbleibt jedoch eine gewisse Diskrepanz zwischen den 
Ergebnissen der o.g. Autoren. Im Vergleich der genannten Arbeiten sticht die 
Publikation von Ratkje und Tomii (1993) durch eine sehr detaillierte Beschrei-
bung des Messaufbaus und den Hinweis auf eine hohe Reproduzierbarkeit der 
gemessenen Daten hervor. Die Analyse der Wärmefreisetzung an den Elek-
troden im Rahmen der vorliegenden Arbeit baut daher auf den von diesen  
Autoren bestimmten Seebeck-Koeffizienten auf. Der Mittelwert der von ihnen 
an 8YSZ-Elektrolyten mit Platin-Elektroden bei pO2 = 1,013 bar und 
Tref = 1000°C gemessenen Seebeck-Koeffizienten ergibt sich zu  
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Im Gegensatz zum Messaufbau kommen in der oxidkeramischen Brennstoff-
zelle keine Platin-Elektroden zum Einsatz. Ito et al. (1982), Ratkje und  
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Tomii (1993) sowie Ratkje und Møller-Holst (1993) zeigen jedoch, dass die 
von Elektronen transportierte Entropie S*e- sowohl in Platin als auch in den 
SOFC-Elektrodenmaterialien Ni-YSZ und LaSrMnO3 gegenüber der der Sau-
erstoff-Ionen klein ist. Hieraus lässt sich folgern, dass der Einfluss des Elekt-
rodenmaterials auf den Seebeck-Koeffizienten vernachlässigbar ist. Somit ist 
die Übertragbarkeit des von Ratkje und Tomii (1993)  
ermittelten Seebeck-Koeffizienten auf die oxidkeramische Brennstoffzelle ge-
währleistet. 
 
Vor dem Hintergrund der in diesem Kapitel zusammengefassten Ergebnisse 
ergibt sich unter Verwendung des in Gl. A.23 angegeben Seebeck-
Koeffizienten und der Gln. A.16 und A.21 für die kathodenseitige Entropieän-
derung in der SOFC die Berechnungsvorschrift 
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auf deren Anwendung zur Modellierung oxidkeramischer Brennstoffzellen in 
Abschnitt 4.5.4.1 eingegangen wird. 
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A-1.7 Konvektiver Wärmeübergang im ringförmigen Kathodengaskanal 
Wie in Abschnitt 4.5.5.2 erläutert, reicht im Grenzfall konstanter Wärmeströme 
an den Wänden eines ringförmigen Strömungskanals das Newton’sche Ab-
kühlungsgesetz zur Beschreibung des Wärmetransportproblems nicht aus, da 
in diesem Fall die Wärmeströme an der Innen- und Außenwand miteinander in 
Wechselwirkung stehen. Eine Lösung lässt sich unter Verwendung der 
zugrundeliegenden, von Kays und Crawford (1993) angegeben Impuls- und 
Energiebilanzen ableiten. 
 
Aus der differenziellen Impulsbilanz für die voll ausgebildete Strömung  
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lässt sich das Geschwindigkeitsprofil u(r) im Strömungsquerschnitt zwischen 
dem Innenradius ri und dem Außenradius ro zu 
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bestimmen. um bezeichnet darin die mittlere Strömungsgeschwindigkeit (in 
z-Richtung). Die Hilfsgrößen M und B sind gemäß Gl. 4.50 definiert und nur 
vom Radienverhältnis ri/ro abhängig. 
 
Die differenzielle Energiebilanz bei konstantem Wärmestrom in das Fluid und 
voll ausgebildetem Geschwindigkeits- und Temperaturprofil lautet  
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wobei a die Temperaturleitfähigkeit des Fluids beschreibt, TF die über den 
Strömungsquerschnitt gemittelte Fluidtemperatur entsprechend 
  
 ∫ ⋅⋅⋅
⋅−
=
ro
rim
2
i
2
o
F drr)r(T)r(u
u)rr(
2T  (A.28)
  
angibt und der Temperaturgradient in Strömungsrichtung (dTF/dz) konstant ist. 
Das aus den Gln. A.26 bis A.28 gebildete Differenzialgleichungssystem kann 
z. B. mit Hilfe der Symbolic Math Toolbox in MATLAB analytisch gelöst wer-
den, wobei die Wandtemperaturen TW1 und TW2 als Integrationsgrenzen in 
Gl. A.27 einfließen. Die Wärmestromdichten an der Innen- bzw. Außenwand 
ergeben sich aus dem so ermittelten Temperaturprofil T(r) gemäß 
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ri
ai,conv r
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
∂
∂
⋅λ−=′′& . (A.29)
  
Der resultierende Zusammenhang zwischen der Wärmestromdichte, den 
Wandtemperaturen und der Fluidtemperatur lässt sich in die Form 
  
 
2W2W,oFF,o1W1W,oo,conv
2W2W,iFF,i1W1W,ii,conv
ThThThQ
.bzwThThThQ
⋅+⋅+⋅=′′
⋅+⋅+⋅=′′
&
&
, (A.30)
- 
 
bringen. Die Vorfaktoren h sind dabei als modifizierte Wärmeübergangskoeffi-
zienten zu verstehen und sind wie diese ausschließlich von der Geometrie des 
Strömungsquerschnitts und der Wärmeleitfähigkeit des Fluids bzw. der Luft im 
Kathodengaskanal λa abhängig.  
Die aus der Mittelung der Grenzfälle konstanter Wandtemperatur und konstan-
ten Wärmestroms hervorgegangenen Koeffizienten h, die den konvektiven 
Wärmeübergang zwischen AFT, Luftstrom und Kathode der SOFC beschrei-
ben, sind in Tabelle A.12 im Anhang A-2.2 aufgeführt. 
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A-2 Modellparameter 
Neben der Berücksichtigung aller relevanten physikalischen Prozesse be-
stimmt auch die Auswahl der Modellparameter entscheidend mit, wie gut ein 
Simulationsmodell das reale Verhalten einer Anlage abbilden kann. Der Groß-
teil der in dieser Arbeit verwendeten Modellparameter ist direkt der Literatur 
entnommen oder aus veröffentlichten Messdaten ermittelt worden. Sofern Pa-
rameter für die modellierte Tubularzelle verfügbar waren, ist diesen bei der 
Auswahl stets der Vorzug gegeben worden. Die Werte dieser explizit für die 
Röhrenbrennstoffzelle gültigen Parameter sind in den folgenden Tabellen 
durch Kursivdruck gekennzeichnet. Annahmen und abgeschätzte Größen so-
wie im Zuge der in Abschnitt 4.8.2 beschriebenen Modellanpassung festgeleg-
te Parameter werden als solche ausgewiesen. 
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A-2.1 Abmessungen von SOFC und Modulkomponenten 
 
 
 
Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
Lcell Gesamtlänge der SOFC 1,8 m Williams et al. (2004) 
Lact elektrochemisch aktive Länge der 
SOFC 
1,5 m Veyo et al. (2003) 
Lina elektrochemisch inaktive Länge am 
unteren Ende der SOFC 
0,04 m abgeschätzt  
ra Radius der Anodenoberfläche 11,00 mm Singhal (1999) 
rea Radius der Grenzfläche von Elektrolyt 
und Anode 
10,90 mm Huang (2006) 
rce Radius der Grenzfläche von Kathode 
und Elektrolyt  
10,86 mm Huang (2006) 
rc Radius der Kathodeninnenfläche 8,66 mm Veyo et al. (2003) 
ric Außenradius des 
Interkonnektorstreifens 
10,96 mm Huang (2006) 
ϕic Ausdehnung des Interkonnektors in 
Umfangsrichtung 
0,32·π Veyo et al. (2003) 
f elektrochemisch aktiver Anteil des 
Zellumfangs; berechnet aus der in 
dieser Literaturquelle angegebenen 
aktiven Zellfläche  
0,8118 Veyo et al. (2003) 
rAFT,o Außenradius der AFT 5,5 mm Siemens (2007) 
rAFT,i Innenradius der AFT 4,0 mm Siemens (2007) 
sp Mittenabstand der SOFC-Röhren 
(engl. pitch) 
26,42 mm Flower (2006) 
LIIR vertikale Länge der 
Stackreformereinheiten 
1 m abgeschätzt 
bIIR Breite der Stackreformereinheiten 0,65 m Siemens (2007) 
sIIR Wandstärke der 
Stackreformereinheiten 
2 mm abgeschätzt 
LWT1 wirksame Länge für den  
konv. Wärmeaustausch im 
Nachverbrennungsraum 
0,15 m abgeschätzt 
LWT2 wirksame Länge für den  
konv. Wärmeaustausch im Abgas-
wärmetauscher und -sammler 
0,8 m abgeschätzt 
Tabelle A.5: Geometrieparameter 
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A-2.2 Parameter des thermoelektrochemischen Modells 
 
Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
εca Porosität der Kathode 0,3 Huang (2004) 
εan Porosität der Anode 0,3 Huang (2006) 
τca Tortuosität der Kathode 5 DiGuiseppe und 
Draper (2005) 
τan Tortuosität der Anode 3 DiGuiseppe und 
Draper (2005) 
rp,ca Porenradius der Kathode; abgeschätzt 
aus Schnittbild der tubularen MEA (vgl. 
Abb. 3.2 in dieser Arbeit) 
2,5 µm Singhal (2000) 
rp,an Porenradius der Anode;  
abgeschätzt aus Abb. 3.2 wie oben 
5 µm Singhal (2000) 
Nu3* Nu-Zahl zur Beschreibung des 
Stofftransports zur Kathodeninnenseite 
(Mittelwert aus Grenzfällen für 
konstante Wandtemperatur und 
konstanten Wärmestrom bei isolierter 
Innenwand, vgl. in Abschnitt 4.5.1.1 
erläuterte Analogie von Stoff- und 
Wärmetransport) 
4,39 Kays und Crawford 
(1993),  
Lundberg et al. 
(1972) 
Nu4* Nu-Zahl zur Beschreibung des 
Stofftransports zur Anodenaußenseite 
(Mittelwert s.o.) 
3,30 Kays und Crawford 
(1993) 
Tabelle A.6: Strukturparameter der Elektroden und Stofftransportparameter 
Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
γca Vorfaktor zur Berechnung der 
Austauschstromdichte 
7,21·109 A/m² * angepasst, vgl. 
Abschnitt 4.8.2 
γan Vorfaktor zur Berechnung der 
Austauschstromdichte; ermittelt durch 
Regressionsanalyse experimentell 
bestimmter Durchtrittswiderstände aus 
der rechts genannten Literaturquelle 
3,16·108 A/m² Huang (2006) 
EA,ca Aktivierungsenergie der Kathode 160000 J/mol Rechenauer und 
Achenbach (1993) 
EA,an Aktivierungsenergie der Anode; ermittelt 
durch Regressionsanalyse experimentell 
bestimmter Durchtrittswiderstände aus 
der rechts genannten Literaturquelle 
105190 J/mol Huang (2006) 
αca kathodenseitiger Durchtrittsfaktor 0,5 Selimovic (2002) 
αan anodenseitiger Durchtrittsfaktor 0,5 Selimovic (2002) 
Tabelle A.7: Parameter zur Beschreibung des Ladungsdurchtritts  
an den Elektroden 
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Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
σel temperaturabhängige ionische 
Leitfähigkeit des Elektrolyten: 






−⋅
⋅⋅
=σ
T
K10474
exp
m
KS
T
10667,7)T(
7
el , 
ermittelt per Regressionsanalyse aus 
Ergebnissen von Huang (2006) 
800°C: 4,1 S/m 
900°C: 8,7 S/m 
1000°C:16,1 S/m 
Huang (2006) 
σca elektronische Leitfähigkeit der Kathode (WPC3 nach >500 h bei 900°C) 
4000 S/m Huang (2006) 
σan elektronische Leitfähigkeit der Anode; 
berechnet als Funktion der 
Anodenzusammensetzung und -porosität 
mittels empirischer Gleichung von  
Hu (1998) 
1,66·106 S/m Hu (1998) 
σic elektronische Leitfähigkeit des 
Interkonnektors 
100 S/m Hirschenhofer et al. 
(1996) 
Tabelle A.8: Parameter zur Berechnung der Ohm’schen Verluste 
 
 
 
 
 
Leinfelder (2004) hat die Kinetik der Methanreformierung an einer Reihe von 
Anoden unterschiedlicher Zusammensetzung, Porosität und Dicke untersucht. 
Zur Verwendung in dieser Arbeit wurden die kinetischen Parameter der Anode 
ausgewählt, deren Eigenschaften (70 Gew% Ni, 30 Gew% YSZ, 45% Porosi-
tät, 30-45 µm Dicke) denen der zu modellierenden Anode am ähnlichsten sind. 
 
Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
kRef Vorfaktor zur Berechnung der 
Reformierungskinetik 
55 mol/(s·m²·Pa²) Leinfelder (2004) 
EA,Ref Aktivierungsenergie 236000 J/mol Leinfelder (2004) 
Tabelle A.9: Kinetische Parameter der Methanreformierungsreaktion 
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Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
λca Wärmeleitfähigkeit der Kathode  
(unter Berücksichtigung der Porosität) 
9,60 W/(m·K) Bessette et al. 
(1995) 
λan Wärmeleitfähigkeit der Anode  (unter Berücksichtigung der Porosität) 
6,23 W/(m·K) Bessette et al. 
(1995) 
λel Wärmeleitfähigkeit des Elektrolyten 2,70 W/(m·K) Bessette et al. 
(1995) 
λic Wärmeleitfähigkeit des Interkonnektors 10,00 W/(m·K) Bessette et al. 
(1995) 
λAFT Wärmeleitfähigkeit der AFT 6,04 W/(m·K) Bessette et al. 
(1995) 
λIIR Wärmeleitfähigkeit der Stackreformer-
wände  
(Annahme: ebenso wie AFT aus Al2O3) 
6,04 W/(m·K) s.o. 
Tabelle A.10: Wärmeleitfähigkeiten der keramischen SOFC-Komponenten 
 
 
 
 
Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
εca Emissionsgrad der Kathode 0,8 Stiller et al. (2005) 
εan Emissionsgrad der Anode 0,8 Stiller et al. (2005) 
εAFT Emissionsgrad der AFT 0,8 Stiller et al. (2005) 
εIIR Emissionsgrad der Stackreformer 0,8 Stiller et al. (2005) 
Tabelle A.11: Parameter zur Berechnung des Strahlungswärmetransports 
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Par. Beschreibung Wert Quelle 
Nu1 Nu-Zahl an der AFT-Innenseite in der SOFC 
(Mittelwert der Grenzfälle konstanten 
Wärmestroms und konstanter 
Wandtemperatur)  
4,01 Kays und Crawford 
(1993) 
Nu4 Nu-Zahl an der Anodenaußenseite der 
SOFC (Mittelwert, s.o.) 
3,30 Kays und Crawford 
(1993) 
Nu5 Nu-Zahl an der AFT-Innenwand im 
Wärmetauscher-Modell (Nachverbr.raum, 
Annahme: konst. Wärmestrom an der Wand)  
4,36 Kays und Crawford 
(1993) 
Nu6 Nu-Zahl an der AFT-Außenwand im 
Wärmetauscher-Modell (Nachverbr.raum) 
65 * angepasst, vgl. 
Abschnitt 4.8.2 
Nu7 Nu-Zahl an der AFT-Innenwand im 
Wärmetauscher-Modell (Abgas-WT) 
6,01 * angepasst, vgl. 
Abschnitt 4.8.2 
Nu8 Nu-Zahl an der AFT-Außenwand im 
Wärmetauscher-Modell (Abgas-WT, 
ringförmiger Strömungsquerschnitt, 
Annahme: konst. Wärmestrom an der Wand) 
22 Lundberg et al. 
(1972) 
dh1 hydraulischer Durchmesser der AFT 8 mm aus Gl. 4.47 
dh23 hydraulischer Durchmesser des Ringspalts 
zwischen AFT und Kathode 
6,3 mm aus Gl. 4.47 
dh4 mittlerer hydraulischer Durchmesser des 
Anodenaußenraums 
18,4 mm abgeschätzt mit 
Gl. 4.47 
dh6 hydraulischer Durchmesser des AFT-
Außenraums im Nachverbrennungsraum 
48,9 mm abgeschätzt mit 
Gl. 4.47 
h2,W1 Faktor zur Berechnung des konvektiven 
Wärmeübergangs an der AFT-Außenseite  
(-881 m-1)·λa vgl. Anhang A-1.7; 
Lundberg et al. 
(1972) 
h2,F Faktor zur Berechnung des konvektiven 
Wärmeübergangs an der AFT-Außenseite  
(1091 m-1)·λa vgl. Anhang A-1.7;  
Lundberg et al. 
(1972) 
h2,W2 Faktor zur Berechnung des konvektiven 
Wärmeübergangs an der AFT-Außenseite 
(-210 m-1)·λa vgl. Anhang A-1.7;  
Lundberg et al. 
(1972) 
h3,W1 Faktor zur Berechnung des konvektiven 
Wärmeübergangs an der 
Kathodenoberfläche 
(-134 m-1)·λa vgl. Anhang A-1.7;  
Lundberg et al. 
(1972) 
h3,F Faktor zur Berechnung des konvektiven 
Wärmeübergangs an der 
Kathodenoberfläche 
(882 m-1)·λa vgl. Anhang A-1.7;  
Lundberg et al. 
(1972) 
h3,W2 Faktor zur Berechnung des konvektiven 
Wärmeübergangs an der 
Kathodenoberfläche 
(-748 m-1)·λa vgl. Anhang A-1.7;  
Lundberg et al. 
(1972) 
Tabelle A.12: Parameter zur Beschreibung des konvektiven Wärmeübergangs 
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Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
cca spezifische Wärmekapazität der Kathode 
(noch ohne Porositätseinfluss) 
400 J/(kg·K) Bossel (1992) 
can spezifische Wärmekapazität der Anode 
(noch ohne Porositätseinfluss) 
300 J/(kg·K) Bossel (1992) 
cel spezifische Wärmekapazität des 
Elektrolyten 
500 J/(kg·K) Bossel (1992) 
cic spezifische Wärmekapazität des 
Interkonnektors 
400 J/(kg·K) Bossel (1992) 
cAFT spezifische Wärmekapazität der AFT 
(Al2O3) 
1167 J/(kg·K) Mills (1995) 
cIIR spezifische Wärmekapazität der 
Stackreformer-Wände  
(Annahme: ebenso wie AFT aus Al2O3) 
1167 J/(kg·K) siehe cAFT 
ρca Dichte der Kathode  
(ohne Porositätseinfluss) 
5300 J/(kg·K) Tanaka (2000) 
ρan Dichte der Anode  
(ohne Porositätseinfluss); berechnet in 
Abhängigkeit von der Zusammensetzung 
mit 65 gew% Ni, 35 gew% YSZ 
7885 J/(kg·K) Tanaka (2000) 
ρel Dichte des Elektrolyten 6000 J/(kg·K) Tanaka (2000) 
ρic Dichte des Interkonnektors 6600 J/(kg·K) Bossel (1992) 
ρAFT Dichte des AFT-Materials (Al2O3) 3970 J/(kg·K) Mills (1995) 
ρIIR Dichte des Wandmaterials der 
Stackreformer  
(Annahme: ebenso wie AFT aus Al2O3) 
3970 J/(kg·K) siehe ρAFT 
Tabelle A.13: Parameter zur Beschreibung der Wärmespeichereigenschaften 
 
Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
xO2 
xN2 
Luftzusammensetzung 21% 
79% 
 
xCH4 
xC2H6 
xC3H8 
xC4H10 
xCO2 
xN2 
Erdgaszusammensetzung 86,7% 
1,0% 
0,1% 
0,1% 
1,0% 
11,1% 
Stadtwerke (2005)  
Frec rezirkulierter Anteil des anodenseitigen 
Volumenstroms 
65% Veyo et al. (2003) 
γRef Reformierungsgrad im Vorreformer 93% * angepasst, vgl. 
Abschnitt 4.8.2 
Tabelle A.14: Betriebsparameter 
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A-2.3 Thermomechanische Materialeigenschaften  
Zur Berechnung der thermomechanischen Spannungen in Kathode, Elektrolyt 
und Anode sind über die gesondert aufgeführten Kriechparameter hinaus der 
Elastizitätsmodul E, die Poisson-Zahl ν und der Wärmeausdehnungskoeffi-
zient α jeder Komponente erforderlich. Ihre Werte bzw. Berechnungsglei-
chungen sind in Tabelle A.15 zusammengefasst. 
 
Der Elastizitätsmodul wird auf Grund seiner ausgeprägten Temperaturab-
hängigkeit als Funktion der Temperatur beschrieben. Für das Kathodenmate-
rial WPC3 geben Bauer et al. (2005) umfangreiche Messdaten E(T) im Tem-
peraturbereich 25…1000°C an, deren Verlauf im Rahmen dieser Arbeit durch 
zwei Regressionsfunktionen angenähert wird. Die aus den Messdaten ersicht-
liche Absenkung des E-Moduls im hier nicht relevanten Temperaturbereich 
von 300…600°C wird dabei vernachlässigt, um die Übersichtlichkeit der Re-
gressionsfunktionen zu erhalten.  
Im Fall des Elektrolytmaterials liegen der (linearen) Regressionsfunktion aus-
schließlich zwei von Selcuk und Atkinson (2000) für 25°C und 900°C experi-
mentell bestimmte Werte zu Grunde. 
Radovic und Lara-Curzio (2004) sowie Radovic et al. (2006) haben den Ein-
fluss von Porosität und Temperatur auf den Elastizitätsmodul von Cermet-
Proben aus 75 mol% Ni, 25 mol% YSZ untersucht. Die Regressionsfunktion 
zur Beschreibung des E-Moduls der Anode folgt aus den von diesen Autoren 
veröffentlichten Ergebnissen für die in der Tubularzelle vorliegende Anoden-
porosität von 30%.  
 
Die Poisson-Zahlen ν der keramischen Materialien werden über den gesamten 
Temperaturbereich als konstant angenommen. Während für Elektrolyt- und 
Anodenmaterial in den angegebenen Literaturquellen experimentell bestimmte 
Werte vorliegen, existieren keine Angaben zur Poisson-Zahl des Kathodenma-
terials WPC3. Diese wird daher wie folgt abgeschätzt: Laut Finkenwirth (2005) 
gilt für dichte Keramiken in guter Näherung νd = 0,3. Mit Hilfe der von Atkinson 
und Selcuk (2000) angegebenen  empirischen Gleichung für den Zusammen-
hang zwischen der Poisson-Zahl des ideal dichten Materials vd und der  
Porosität ε  
  
 
( )
ε⋅ν−ε+
ε⋅ν−ε+ν
⋅=εν
d
dd
321
73425,0
 
(A.31)
  
lässt sich für die Kathodenporosität der Tubularzelle von 30% der gesuchte 
Wert der Poisson-Zahl bestimmen. 
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Der Wärmeausdehnungskoeffizient α ist unabhängig von der Porosität und 
nimmt im Fall von Elektrolyt- und Anodenmaterial mit der Temperatur zu, wie 
Mori et al. (1997) und Radovic et al. (2006) zeigen. Während für diese Kom-
ponenten α als Funktion der Temperatur angegeben werden könnte, liegt für 
den Wärmeausdehnungskoeffizient des Kathodenmaterials lediglich ein über 
den Temperaturbereich 25…1200°C gemittelter Wert vor. Da jedoch eine ein-
heitliche, d.h. entweder temperaturabhängige oder gemittelte Beschreibung 
aller Komponenten zur Vermeidung unphysikalischer Ergebnisse unerlässlich 
ist, werden in der vorliegenden Arbeit für alle drei keramischen Materialien 
temperaturgemittelte und somit konstante Wärmeausdehnungskoeffizienten 
verwendet. 
 
 
Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
Eca temperaturabhängiger Elastizitätsmodul der 
Kathode: 





°+⋅−
°+⋅−
=
C1000...800fürGPa79,110T
K
GPa045,0
C800...25fürGPa96,65T
K
GPa
310
1
)T(E   
25°C: 65 GPa 
800°C: 62 GPa 
1000°C: 53 GPa 
 
Bauer et al. 
(2005) 
Eel temperaturabhängiger Elastizitätsmodul des 
Elektrolyten:  
GPa78,236T
K
GPa
875
61)T(E +⋅−=  
25°C: 216 GPa 
900°C: 155 GPa 
Selcuk und 
Atkinson (2000) 
Ean temperaturabhängiger Elastizitätsmodul der 
Anode: 
1709,0
K
TGPa3,214)T(E
−






⋅=  
25°C: 81 GPa 
900°C: 64 GPa 
Radovic und 
Lara-Curzio 
(2004), Radovic 
et al. (2006) 
νca Poisson-Zahl der Kathode 0,28 aus Gl. A.31 
νel Poisson-Zahl des Elektrolyten 0,32 Selcuk und 
Atkinson (2000) 
νan Poisson-Zahl der Anode 0,25 Radovic et al. 
(2006) 
αca mittlerer Wärmeausdehnungskoeffizient der 
Kathode  
25…1200°C: 
10,7·10-6 K-1 
Huang (2001) 
αel mittlerer Wärmeausdehnungskoeffizient des 
Elektrolyten 
23…1000°C: 
10,3·10-6 K-1 
Mori et al. 
(1997),  
Finkenwirth 
(2005) 
αan mittlerer Wärmeausdehnungskoeffizient der 
Anode; bestimmt durch graphische 
Interpolation für Cermet aus 79 mol% Ni,  
21 mol% YSZ  
50…1000°C: 
12,0·10-6 K-1 
Mori et al. 
(1997) 
Tabelle A.15: Mechanische und thermomechanische Materialeigenschaften  
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A-2.4 Kriechverhalten der SOFC-Materialien 
A-2.4.1 Kriechparameter 
 
Kathode: 
Routbort et al. (1996) haben das sekundäre Kriechen von LCM-Proben der 
Zusammensetzung La0,7Ca0,3MnO3 bei 1150…1300°C und einachsigen Druck-
spannungen von σ = 3…30 MPa in Luft untersucht.  
Die zur Auswertung verwendete, u. a. von Evans und Wilshire (1993) angege-
bene Gleichung 
  
 





−⋅σ⋅=





−⋅σ⋅=ε
TR
E
exp
d
*A
TR
E
expA cr,Anp
cr,An
cr&  (A.32)
  
beschreibt die sekundäre Kriechrate in Abhängigkeit von Spannung und Tem-
peratur und berücksichtigt über Gl. 5.7 hinaus den Einfluss der Korngröße d: 
Je kleiner die Korngröße, desto höher ist die Kriechgeschwindigkeit eines  
Materials. 
Aus den von Routbort et al. (1996) für eine Korngröße von d = 7,5 µm veröf-
fentlichten Ergebnissen und dem in derselben Quelle angegebenen Korngrö-
ßenexponenten p = 2 ergibt sich für eine aus Abb. 3.2 abgeschätzte Korn-
größe von 4 µm der SOFC-Kathode der in Tabelle A.16 zusammengefasste 
Parametersatz. 
 
Elektrolyt: 
Lakki et al. (2000) haben das Kriechverhalten von polykristallinen 8YSZ-
Proben unterschiedlicher Korngröße bei 1100…1290°C und σ = 20…90 MPa 
im Vierpunktbiegeversuch ermittelt. Unter Verwendung von Gl. A.32 ist im 
Rahmen dieser Arbeit eine Regressionsanalyse in den Variablen σ, T und d 
erfolgt. Für eine in Anlehnung an die Untersuchungen von Lowrie und Raw-
lings (2000) abgeschätzte mittlere Korngröße in 8YSZ-Elektrolyten von 5 µm 
und p = 2,5 (vgl. Lakki et al. (2000)) ergibt sich daraus der unten angegebene 
Kriechparametersatz. 
 
Anode: 
Gutierrez-Mora et al. (2002) haben Kriechversuche an Proben aus einer 
8YSZ-Dünnschicht auf Anoden-Cermet mit 40 vol% Ni, 60 vol% YSZ (entspre-
chend 66 mol% Ni, 34 mol% YSZ) durchgeführt. Wie die Autoren zeigen, ist 
der Einfluss der 8YSZ-Schicht auf die mechanischen Eigenschaften der Probe 
vernachlässigbar, so dass das gemessene Kriechverhalten allein dem Ano-
denmaterial zugeschrieben werden kann. Die gute Übereinstimmung mit den 
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Kriecheigenschaften reinen Nickels lässt wiederum den Schluss zu, dass das 
Kriechverhalten von Cermet-Anoden praktisch allein durch das in ihnen enthal-
tene metallische Nickel bestimmt wird.  
Eine Regressionsanalyse der bei 1150…1200°C unter Druckbelastung ge-
messenen Kriechraten auf Basis von Gl. 5.7 liefert die in der folgenden Tabelle 
für die Anode aufgeführten Kriechparameter. 
 
Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
nca Spannungsexponent (Kathode) 1,4 
EA,cr,ca Aktivierungsenergie des Kriechprozesses (Kathode) 380000 J/mol 
Aca Proportionalitätsfaktor (Kathode) 0,0626 s-1(N/m²)-1,4 
Routbort et al. (1996) 
 
nel Spannungsexponent (Elektrolyt) 1,1 
EA,cr,el Aktivierungsenergie des Kriechprozesses (Elektrolyt) 372000 J/mol 
Ael Proportionalitätsfaktor (Elektrolyt) 4,2·10-4 s-1(N/m²)-1,1 
Lakki et al. (2000) 
 
nan Spannungsexponent (Anode) 1,4 
EA,cr,an Aktivierungsenergie des Kriechprozesses (Anode) 483000 J/mol 
Aan Proportionalitätsfaktor (Anode) 5605,2 s-1(N/m²)-1,4 
Gutierrez-Mora et al. 
(2002) 
 
Tabelle A.16: Kriechparameter der keramischen MEA-Komponenten 
A-2.4.2 Ableitung des Relaxationsverlaufs 
Um einen Eindruck von dem durch die obigen Parametersätze charakterisier-
ten Kriechverhalten zu gewinnen, ist insbesondere der zeitliche Verlauf der 
Spannungsrelaxation bei konstanter Gesamtdehnung von Nutzen. Dieser lässt 
sich unmittelbar aus der Kriechgleichung ableiten:  
 
Im einachsigen Belastungsfall reduziert sich die Spannungs-Verzerrungs-
Beziehung auf die einfache Form 
  
 ( )crel EE ε−ε⋅=ε⋅=σ . (A.33)
  
Die Ableitung dieser Gleichung nach der Zeit führt auf 
  
 ( )crE ε−ε⋅=σ &&& . (A.34)
  
Für eine zeitlich konstante Gesamtdehnung ( ε&  = 0) ergibt sich hieraus unter 
Verwendung von Gl. 5.6 die Differenzialgleichung  
  
 
ncr,A
TR
E
expAE σ⋅





−⋅⋅−=σ& .
 
(A.35)
  
Mit der Anfangsbedingung σ(t = 0) = σ0 bestimmt sich der gesuchte Relaxa-
tionsverlauf der Spannung somit zu: 
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(A.36)
  
Dieser ist für die keramischen Komponenten der untersuchten Brennstoffzelle 
in Abb. 5.3 graphisch dargestellt. 
 
 
A-2.5 Festigkeitsparameter 
A-2.5.1 Ermittlung aus experimentell bestimmten Festigkeits-
verteilungen 
Die Weibullparameter m und σ0 der keramischen SOFC-Komponenten sind 
von zentraler Bedeutung für die Bewertung der mechanischen Spannungen. 
Ihre Bestimmung erfolgt üblicherweise im Vierpunkt- oder Doppelringbiegever-
such, deren prinzipieller Aufbau in Abb. A.5 gezeigt ist. Während die Be-
lastung der rechteckförmigen Proben im Vierpunktbiegeversuch näherungs-
weise einachsig ist, dominieren in den scheibenförmigen Proben im Doppel-
ringbiegeversuch Radial- und Tangentialspannung und erzeugen einen quasi-
äquibiaxialen Spannungszustand. 
    
Abb. A.5: Versuchsanordnung zur Festigkeitsmessung im Vierpunkt-
biegeversuch (links) und Doppelringbiegeversuch (rechts) 
 
Zur Messung der Weibullparameter wird eine für die Werkstoffprobe charakte-
ristische Bezugsspannung σ* definiert, bspw. im Fall des Vierpunktbiegever-
suchs die maximale Randfaserspannung. Mit dieser lässt sich der in Gl. 5.20 
formulierte Zusammenhang zwischen der Verteilung der Äquivalenzspannung 
σeq und der Versagenswahrscheinlichkeit Pf wie folgt umformen: 
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mit dem neuen Parameter 
 
m
1
eff
0
0 V
Vb 





⋅σ=
.
 
(A.38)
  
Die Größe Veff wird als effektives Volumen bezeichnet und entspricht im All-
gemeinen nur einem Bruchteil des Probenvolumens. 
 
Die im Biegeversuch ermittelten Ergebnisse, d.h. die Verteilung der 
Versagenshäufigkeit über der im Moment des Versagens vorliegenden Be-
zugsspannung, werden in einem Weibulldiagramm aufgetragen, wie in 
Abb. A.6 dargestellt ist. 
 
Abb. A.6: Logarithmische Auftragung der Bruchwahrscheinlichkeit über der 
Spannung im Weibulldiagramm; Quelle: Selcuk und Atkinson (2000) 
Wie nach einer weiteren Umformung von Gl. A.37 zu  
  
 ( )bln*lnm
*)(P1
1lnln
f
−σ⋅=



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


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




σ−
 
(A.39)
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ersichtlich wird, lassen sich die Parameter m und b unmittelbar aus dem Wei-
bulldiagramm ablesen: Der Weibullmodul m entspricht der Steigung der Reg-
ressionsgeraden, während sich b aus deren Schnittpunkt mit der Nulllinie der 
Ordinatenachse ergibt. 
 
Mit Hilfe einer FE-Analyse wird die Spannungsverteilung und über das 
Versagenskriterium die Verteilung der Äquivalenzspannung σeq berechnet. 
Durch Integration über alle möglichen Fehlerorientierungen und über das Pro-
benvolumen gemäß Gl. A.37 ergibt sich das effektive Volumen der Probe, das 
zur Bestimmung der Werkstoffkenngröße σ0  aus dem vom Biegeversuchsauf-
bau und Probenvolumen abhängigen Parameter b dient. 
A-2.5.2 Temperatureinfluss  
Die aufwändige Ermittlung der Festigkeitsverteilung im Biegeversuch erfolgt im 
Normalfall nur für ausgewählte Werte der Temperatur. Ist das hinsichtlich des 
Bruchrisikos zu bewertende Bauteil deutlich davon abweichenden Temperatu-
ren ausgesetzt, ist die Temperaturabhängigkeit der Weibullparameter zu be-
achten. 
 
Wie Ziegler (1998) ausgeführt hat, charakterisiert der Weibullmodul m die Ver-
teilung der Fehlergröße im Material und ist daher unabhängig von der Tempe-
ratur. Für den „wahren“ Weibullparameter σ0, der u. a. von der Risszähigkeit 
KIc des Werkstoffs abhängt, gilt dies nicht; bei bekanntem Verlauf der Risszä-
higkeit über der Temperatur lässt sich der gesuchte Werte von σ0 über  
  
 
)T()T(K
)T(K)T( ref0
refIc
Ic
0 σ⋅=σ  (A.40)
  
aus dem für Tref vorliegenden Wert berechnen. 
A-2.5.3 Auswahl der verwendeten Datensätze und Versuchs-
bedingungen 
Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit verwendeten Weibullparameter sind 
aus Festigkeitsverteilungen ermittelt, die der Literatur entnommenen wurden. 
Die Auswahl der Literaturquellen ist nach den folgenden Kriterien erfolgt:  
• bestmögliche Übereinstimmung von Materialzusammensetzung und Poro-
sität der Proben mit den Verhältnissen in der untersuchten SOFC, 
• ausreichend großer Probenumfang im Biegeversuch,  
• möglichst einheitliche Quelle für thermomechanische Materialeigenschaften 
und Festigkeitsparameter, 
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• exakte Angabe der Versuchsbedingungen zur Berechnung des effektiven  
Volumens. 
 
Tabelle A.17 gibt die verwendeten Literaturquellen an und fasst die für die Er-
mittlung der Weibullparameter relevanten Informationen zusammen. 
 
Wie der Tabelle zu entnehmen ist, liegen sowohl für das Kathoden- als auch 
für das Elektrolytmaterial Festigkeitsdaten im Betriebstemperaturbereich der 
SOFC vor. Im Fall des Anodenmaterials sind jedoch ausschließlich bei Raum-
temperatur gemessene Daten verfügbar. 
 
Mit Hilfe von Gl. A.40 und des von Lara-Curzio et al. (2005) gemessenen Ver-
laufs der Risszähigkeit über der Temperatur, der für eine Porosität von 30% 
durch die Regressionsfunktion 
  
 mMPa)56,3
K
T0013,0()T(K Ic +⋅−=  (A.41)
  
beschrieben werden kann, wird daher der „wahre“ Weibullparameter σ0 auf 
eine Bezugstemperatur von 900°C umgerechnet. 
Die resultierenden, zur Bewertung des Bruchrisikos von Kathode, Elektrolyt 
und Anode der SOFC herangezogenen Weibullparameter sind in Tabelle A.18 
angegeben. 
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Komponente Kathode Elektrolyt Anode 
Quelle Bauer et al. (2005) Selcuk u. Atkinson 
(2000) 
Radovic und Lara-
Curzio (2004) 
untersuchter 
Werkstoff 
WPC3 (LCM) 8YSZ Ni-8YSZ-Cermet aus 75 
mol% Ni, 25 mol% 8YSZ 
Versuchs-
aufbau 
Vierpunktbiege-
versuch (an recht-
eckförm. Proben) 
Doppelringbiegeversuch 
(an scheibenförmigen 
Proben) 
Doppelringbiegeversuch 
(an scheibenförmigen 
Proben) 
 Lastrollenabstand 
S1 = 20 mm 
Radius des Lastrings 
r1 = 1,7 mm 
Radius des Lastrings 
r1 = 2,75 mm 
 Stützrollenabstand 
S2 = 40 mm 
Radius des Stützrings 
r2 = 8,5 mm 
Radius des Stützrings 
r2 = 10,0 mm 
 Probenlänge  
L = 50 mm 
Probenradius 
r3 = 10,5 mm 
Probenradius 
r3 = 12,7 mm 
 Probenbreite  
B = 4 mm 
- - 
 Probenhöhe  
W = 3 mm 
Probenhöhe 
t = 0,15 mm 
Probenhöhe 
t = 0,91 mm 
Bezugs-
spannung σ* 
Randfaser-
spannung 
( )
2
21
WB2
FSS3
*
⋅⋅
⋅−⋅
=σ  
zugseitiger Radialspan-
nungsmittelwert (Rand-
faser) innerhalb des 
Lastrings  
∫ ⋅σ⋅⋅pipi
=σ
1r
0
r2
1
drr2
r
1
*  
 
zugseitige Radialspan-
nung innerhalb des 
Lastrings ( )






⋅
−
⋅
ν+
ν−
+⋅
⋅pi⋅
⋅ν+⋅
=σ=σ
2
3
2
1
2
2
1
2
2r
r2
rr
)1(
)1(
r
rln
W2
F13
*
 
Temperatur 950°C 900°C 25°C 
Exp. ermitt. 
Parameter d. 
Weibullvert. 
b = 54,7 MPa 
m = 11,9  
b = 282,0 MPa 
m = 8,0 
 
b = 101,9 MPa  
m = 6,4  
(aus 
Regressionsfunktion für 
Porosität von 30%) 
Verfahren zur 
Veff-
Bestimmung 
FEA u. numerische 
Integration, 
analytische 
Überprüfung  
FEA unter Berücksicht. 
d. Nichtlinearitäten durch 
große Verformungen u. 
numerische Integration 
FEA und numerische 
Integration 
Resultie-
rendes Veff 
Veff = 4,16·10-10 m³ Veff = 4,00·10-11 m³ Veff = 7,85·10-10 m³ 
Tabelle A.17: Zur Ermittlung der Weibullparameter verwendete Datensätze  
inklusive Versuchsbedingungen 
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Par. Kommentar Wert Quellenangabe 
mca Weibullmodul der Kathode 11,86 Bauer et al. 
(2005) 
mel Weibullmodul des Elektrolyten 8,00 Selcuk und 
Atkinson (2000) 
man Weibullmodul der Anode; ermittelt durch lineare 
Interpolation aus Messdaten von Cermet-
Proben unterschiedlicher Porositäten 
6,40 Radovic und 
Lara-Curzio 
(2004) 
σ0,ca „wahrer“ Weibullparameter der Kathode 8,86 MPa Bauer et al. 
(2005) 
σ0,el „wahrer“ Weibullparameter des Elektrolyten 14,14 MPa Selcuk und 
Atkinson (2000) 
σ0,an „wahrer“ Weibullparameter der Anode 3,85 MPa Radovic und 
Lara-Curzio 
(2004) 
Tabelle A.18: Weibullparameter der keramischen MEA-Komponenten 
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A-3 Abbildungen 
A-3.1 Auswirkung der räumlichen Diskretisierung auf die Simulations-
ergebnisse 
 
 
Abb. A.7a: Relativer Fehler ausgewählter Simulationsergebnisse in  
Abhängigkeit von der Diskretisierung 
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Anmerkung: Neben der axialen ist nur die radiale Diskretisierung jeweils einer 
Schicht – Kathode, Elektrolyt oder Anode – variiert worden, die übrigen 
Schichten werden in radialer Richtung in jeweils vier Rechenzellen aufgeteilt. 
 
 
 
Abb. A.7b: Relativer Fehler ausgewählter Simulationsergebnisse in  
Abhängigkeit von der Diskretisierung 
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A-3.2 Betriebsdaten der SFC200-Anlage im Referenzbetriebspunkt  
 
 
 
 
 
Abb. A.8: Zeitlicher Verlauf der elektrischen Größen und der Prozessgas-
massenströme im 60-minütigen Referenzbetriebsintervall der SFC200-Anlage 
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Abb. A.9: Zeitlicher Verlauf der Stack- und Abgastemperaturen  
im 60-minütigen Referenzbetriebsintervall der SFC200-Anlage 
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A-3.3 Betriebsverhalten und thermomechanische Beanspruchung der 
SOFC 
Szenario I*: Steigerung des Luftmolenstroms um 20% 
 
Eingangsgrößensprünge: na + 20%, TaAFT,in = konst., I = konst., nNG = konst. 
 
  
  
Abb. A.10: Sprungantwort thermischer und elektrischer Größen bei Anhebung 
des Luftstroms um 20% (Szenario I*) 
Anhang 
185 
 
Szenario II*: Steigerung von Strom und Erdgasmolenstrom um 20% 
 
Eingangsgrößensprünge: I + 20%, nNG + 20%, na = konst., TaAFT,in = konst. 
 
  
  
  
Abb. A.11: Sprungantwort thermischer und elektrischer Größen bei Anhebung 
des Stroms und des Erdgasmassenstroms um 20% (Szenario II*) 
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A-3.4 Spannungsverteilungen unter dem Einfluss angenommener Tem-
peraturprofile 
 
  
Abb. A.12: Thermomechanische Spannungsverteilung bei Erwärmung der MEA 
um ∆T = +150 K gegenüber dem spannungsfreien Referenzzustand (Fall i) 
 
  
Abb. A.13: Thermomechanische Spannungsverteilung bei Abkühlung der MEA 
um ∆T = -150 K gegenüber dem spannungsfreien Referenzzustand (Fall ii) 
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Abb. A.14: Thermomechanische Spannungsverteilung in der MEA unter dem 
Einfluss eines positiven radialen Temperaturgradienten;  
δT/δr = +1500 K/m (Fall iii) 
 
Abb. A.15: Thermomechanische Spannungsverteilung in der MEA unter dem 
Einfluss eines negativen radialen Temperaturgradienten;  
δT/δr = -1500 K/m (Fall iv) 
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Abb. A.16: Thermomechanische Spannungsverteilung in der MEA unter dem 
Einfluss eines axialen Temperaturgradienten; δT/δz = +1000 K/m (Fall v) 
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